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Zusammenfassung

Der ebene Torsionsversuch ist ein Priifverfahren fiir Blechwerkstoffe zur Bestim-
mung der Umformeigenschaften unter Scherbelastungen. Dieser Versuch hat den
Vorteil, dass hohe Deformationen messbar sind. Zudem ist die Beanspruchung der
Probe frei von storenden Kerbeffekten. Dennoch ist der ebene Torsionsversuch ein
bisher selten verwendetes Verfahren, da die verfiigharen Auswertungsmethoden
sehr aufwendig sind. Das Ziel der vorliegenden Dissertation ist die Erarbeitung
von neuen Prif- und Auswertungsmethoden zur Etablierung dieses bisher selten
genutzten Priifverfahrens sowie die Erschliefung weiterer Anwendungsmoglichkei-
ten.

Im ersten Schritt werden zwei grundlegende Auswertungsmethoden eingefiihrt. Bei-
de Methoden basieren auf optischer Messtechnik. Die nachgeschaltete Dehnungs-
messung ermoglicht die Ermittlung einer vollstandigen FlieSkurve durch die al-
leinige Messung des finalen Deformationszustandes. Hierbei ist der Messaufwand
gering. Insbesondere fiir duktile Werkstoffe konnen hohe Umformgrade bis 1,0 ge-
messen werden, sodass eine Extrapolation der FlieSkurve nicht mehr notwendig
ist. Mithilfe der kontinuierlichen Dehnungsmessung kann auf effiziente Weise eine
Vielzahl von zyklischen Spannungs-Dehnungs-Verlaufen aus einer einzigen Mes-
sung extrahiert werden. Somit sind zyklische Scherkurven mit unterschiedlichen
Dehnungsamplituden simultan in einem Versuch ermittelbar.

Fiir ein besseres Grundlagenverstandnis werden Zusammenhénge und Einfliisse auf
das Ergebnis des ebenen Torsionsversuchs mittels kontinuumsmechanischer Be-
trachtung und numerischer Simulation analysiert. Geschlossene Zusammenhénge
fir das Verschiebungs- und Dehnungsfeld werden in Abhéngigkeit des anliegen-
den Drehmoments fiir elastisches und starrplastisches Werkstoffverhalten mit zwei
Verfestigungsansatzen hergeleitet.

Um ScherflieBkurven in einer isolierten Richtung zu identifizieren, wird eine mo-
difizierte Probengeometrie mit Rundschlitzen eingefithrt. Hiermit kann eine Mit-
telwertbildung bei Anisotropie iiber den gesamten Umfang wie bei der vollen Tor-
sionsprobe vermieden werden. Diese als Doppelstegprobe bezeichnete Geometrie
verfiigt tiber zwei Scherzonen. Es ist ein Scherversuch entstanden, dessen Ergeb-
nisse mit bekannten Scherversuchen wie dem Miyauchi-Versuch oder der Norm
nach ASTM B831 vergleichbar sind.

Zur Charakterisierung des idealen Scherversagens ist eine neue Probengeometrie
entworfen worden. Durch die Aufbringung einer Rundnut mit runder Profilgeome-
trie kann Versagen durch Rissbildung unter idealer Scherbelastung ohne Abwei-
chungen erreicht werden. Die Ergebnisse zeigen gute Reproduzierbarkeit hinsicht-
lich des Versagenszeitpunktes. Dies kann fiir die aktuelle Forschung im Bereich der
Schadigungsmodellierung von groflem Interesse sein, da bisher eine Charakterisie-
rung von Blechversagen unter perfekten Scherbedingungen nicht moglich war.

Die Ergebnisse dieser Arbeit ermoglichen die notwendige wissenschaftliche und ex-
perimentelle Durchdringung des ebenen Torsionsversuchs. Das hohe Potenzial die-
ses Priifverfahrens bietet verschiedene Einsatzmoglichkeiten im Bereich der Blech-
charakterisierung fiir die Umformsimulation.



Summary

The in-plane torsion test is a sheet metal test method for the characterization of
plastic behavior under shear loadings. This test has the ability to achieve high
strains for the flow curve determination. Furthermore, the specimen is loaded wi-
thout unwanted edge effects, which is another advantage of this test. However, the
in-plane torsion test is rarely used due to the high effort of the available evaluation
methods. The aim of this thesis is to develop new experimental and evaluation
procedures as well as new applications in order to establish this test in the field of
sheet metal characterization.

Firstly, two basic evaluation procedures are introduced, namely the post measure-
ment and the continuous measurement of strains. Optical strain measurement is
used in both methods. The post measurement is able to determine an entire flow
curve by one single measurement of the final deformation state. Thus, the effort of
this measurement is low. Especially for ductile materials high strains of up to 1.0
can be achieved. A further extrapolation of the flow curve becomes unnecessary.
Using the continuous strain measurement, multiple cyclic stress-strain curves can
be extracted very efficiently from one single specimen. By this method cyclic shear
curves with different strain amplitudes are determined simultaneously by one turn.
For a better understanding of the test basics, relations and influences on the results
of the in-plane torsion test are investigated using continuum mechanical analysis
and numerical simulation. Closed-form solutions of the displacement and strain
distribution are derived for purely elastic and ideal plastic material behavior with
two different hardening laws.

A modified specimen geometry with round slits is presented in order to identify
shear flow curves in a specific material orientation. Thus, ,smearing out* the an-
isotropy over the full circumference can be avoided as compared to the full in-plane
torsion specimen. This new specimen is called twin-bridge specimen because it has
two shear zones. With this geometry a new shear test is established with compara-
ble results to known shear tests like the Miyauchi-test or the shear test according
to ASTM BS831.

For the characterization of the ideal shear fracture of sheet materials a new speci-
men is designed. By cutting out a round circular groove from a full torsion speci-
men, the crack initiation can be realized under ideal shear loadings without devia-
tion. The results show good reproducibility concerning the point of fracture. This
can have an impact on the current research in the field of damage characterization
and modeling, since the realization of perfect shear fracture for sheet materials has
not as yet been possible.

The results of this thesis establish the required fundamental knowledge for a more
frequent usage of the in-plane torsion test in scientific and industrial applications.
The high potential of this test method offers various possibilities in the field of
sheet metal characterization and numerical simulation of forming processes.






»Das Torsionsdiagramm auf das Zug- oder Druckdiagramm zurickzufiihren ist
merkwiirdigerweise noch niemals versucht worden, obwohl es doch gewifs
besonders anregend und fruchtbringend gewesen wdre, gerade diese so

verschiedenen Beanspruchungsarten einander gegentiberzustellen.”

Paul Ludwik, Elemente der Technologischen Mechanik, 1909
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derkoordinatendarstellung

Schubkomponenten des Dehnungstensors in Zylinder-
koordinatendarstellung

Normalkomponenten des Dehnungstensors in Darstel-
lung mit kartesischen Koordinaten

Schubkomponenten des Dehnungstensors in Darstel-
lung mit kartesischen Koordinaten

Forménderungsgeschwindigkeit beim Zugversuch mit
ebenem Forméanderungszustand

Plastisches Dehnungsinkrement
Spannungstriaxialitat
Winkeldnderung bei der Scherung
Verdrehwinkel

Lokaler Verdrehwinkel
Winkelausschnitt des Steges

Querkontraktionszahl



xviii Formelzeichen und Abkiirzungen

Zeichen  Einheit Beschreibung

P mm Kriitmmungsradius beim hydraulischen Tiefungsver-
such

o MPa Spannung

o MPa Spannungstensor

o’ MPa Deviatorischer Anteil des Spannungstensors

0o MPa Parameter zur FlieSkurvenextrapolation nach Voce
sowie Hockett-Sherby

01,09,03 MPa Hauptspannungen

Oh MPa Hydrostatische Spannung

o1, 011 MPa Hauptspannungsraum zur Darstellung der Flieflort-
kurve

Om MPa Verschiebung des Mohr’schen Spannungskreises

Omax MPa Grofite Hauptspannung

Omin MPa Kleinste Hauptspannung

O Mises MPa Vergleichsspannung nach der Gestaltdnderungsener-
giehypothese von von Mises

Oy Ogpy Oz MPa Normalkomponenten des Spannungstensors in Zylin-
derkoordinatendarstellung

OTresca MPa Vergleichsspannung nach der Schubspannungshypo-
these von Tresca

Oy MPa Vergleichsspannung

Ox; Oy, Oy MPa Normalkomponenten des Spannungstensors in Dar-
stellung mit kartesischen Koordinaten

oY, MPa Spannung in Tangentialrichtung beim hydraulischen
Tiefungsversuch

O MPa Spannung in Meridianrichtung beim hydraulischen
Tiefungsversuch

T MPa Schubspannung

Tinax MPa Grofite Schubspannung

Toum MPa Mittels numerischer Simulation berechnete
Schubspannung

Tegs Tgn, T MPa Schubkomponenten des Spannungstensors in Zylin-
derkoordinatendarstellung

Tth MPa Theoretisch berechnete Schubspannung
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Zeichen

Txys Tyzy Tex

2

@

P

$1, P2, ¥3
Pa

¥b
Pt
Py
Px; Pys Pz

Einheit
MPa

gpxy7 (pyZ? ()OZX -

W

w*

(

rad

rad

rad

Beschreibung

Schubspannungskomponenten des Spannungstensors
in Darstellung mit kartesischen Koordinaten

Umformgrad / Wahre Dehnung
Forménderungsgeschwindigkeit
Formanderungstensor
Hauptformanderungen

Parameter zur FlieBkurvenextrapolation nach Swift
und Ghosh

Forméanderung in Breitenrichtung
Forménderung in Dickenrichtung
Vergleichsumformgrad

Normalkomponenten des Formanderungstensors in
Darstellung mit kartesischen Koordinaten

Scherkomponenten des Forméanderungstensors in Dar-
stellung mit kartesischen Koordinaten

Winkelanderung einer Faser im Werkstoff wahrend der
einfachen Scherung

Drehung der Belastungsrichtung beim Scherversuch
nach Tekkaya; (1980)

Winkelausschnitt mit Orientierungen, die der Lastum-
kehr bei einfacher Scherung ausgesetzt sind



XX Formelzeichen und Abkiirzungen
Abkiirzungen

AA Aluminum Alloy

AF Modell zur Beschreibung der kinematischen Verfestigung nach

Armstrong und Frederick
ASTM American Society for Testing and Materials
BBC2000 Anisotropes FlieBlkriterium fiir Blechwerkstoffe nach Banabic
et al.| (2000a))

DIN Deutsches Institut fiir Normung e.V.

DFG Deutsche Forschungsgemeinschaft

DP Dualphasenstahl

EFZ Ebener Formanderungszustand

EN Europaische Normen

FE Finite Elemente

FLC Forming Limit Curve - Grenzforménderungskurve

ISO International Organization for Standardization

PAK Paketantrag

PLC Portevin-Le-Chatelier-Effekt (Dynamische Reckalterung)

TRIP Transformation Induced Plasticity

YLD2000-2D  Anisotropes FlieSkriterium fiir Blechwerkstoffe nach Barlat

et al.| (2003)



1 Einleitung

Die Charakterisierung von Blechwerkstoffen ist notwendig fiir die numerische Um-
formsimulation zur Auslegung von Tiefziehbauteilen. Das Ziel der Simulation ist die
Vorhersage von Rissbildung, Einschniirung, Blechdickenverteilung, Faltenbildung,
Blecheinzug, Festigkeit, Riickfederung und weiteren Effekten. Fiir viele dieser An-
wendungsfille ist der ebene Torsionsversuch interessant, da er das Potenzial zur
Ermittlung von Kennwerten bei hohen Umformgraden fiir Bleche unter Scherbe-
lastung ohne storende Kerbeffekte besitzt.

Dieses von |[Marciniak| erstmalig vorgestellte Priifverfahren wurde bereits fir die
Ermittlung von FlieSkurven (Pohlandt und Tekkayal [1985), zur Identifikation des
zyklischen Werkstoffverhaltens (Marciniak, 1961) und zur Ermittlung von Form-
anderungsgrenzen (Marciniak und Kotodziejski, [1972) angewendet. Da maximale
Umformgrade bis 1,0 moglich sind, ist der ebene Torsionsversuch in dieser Hin-
sicht den meisten Blechpriifverfahren tiberlegen. Eine Extrapolation der Fliekurve
ware im Idealfall unnotig. Dieser Versuch ermoéglicht auflerdem Lastumkehr ohne
Knickgefahr und weist eine hohe Informationsdichte auf. Dennoch hat der ebene
Torsionsversuch bislang keine Verbreitung gefunden. Grund hierfir war die aufwen-
dige Auswertung. Zudem erfordert die Versuchskinematik eine Sonderkonstruktion
fiir die Priifvorrichtung. Mit der Verfiighbarkeit moderner optischer Dehnungsmess-
systeme konnen neue Auswertungsmethoden fiir Prifverfahren ermoglicht werden.
Dies bedeutet auch fiir den ebenen Torsionsversuch ein hohes Potenzial. Das Ziel
der vorliegenden Dissertation ist es, dieses Potenzial fiir die Aufgaben der Werk-
stoffcharakterisierung nutzbar zu machen.

Die Arbeit ist in neun Kapitel aufgeteilt. Nach der Einleitung wird zunéchst der

btand der Kenntnisse| in Kapitel [2| dargestellt. Dies umfasst die Grundlagen des

Werkstoffverhaltens bei plastischer Deformation und die dazugehorigen Modellie-
rungsansatze. Die Ermittlung von Fliekurven, der kinematischer Verfestigung und
des Schédigungsverhaltens sind typsiche Charakterisierungsaufgaben. Hierzu an-
wendbare Blechpriifverfahren sollen mit ihren Vor- und Nachteilen vorgestellt wer-
den. Insbesondere die Eigenschaften des ebenen Torsionsversuchs werden detailliert
beschrieben. Daraus ergibt sich die (Kapitel , in der die Schwer-
punkte der notwendigen Weiterentwicklung des ebenen Torsionsversuchs formu-
liert sind, die als Grundlage fiir die nachfolgenden Kapitel dienen. Die verwendete
Prifvorrichtung und die Versuchsdurchfithrung werden in beschrieben.
Zwei Auswertungsmethoden zur FlieSkurvenermittlung unter Verwendung der op-

tischen Dehnungsmessung werden présentiert. Um den Einfluss des Verfestigungs-
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verhaltens auf das Ergebnis des ebenen Torsionsversuchs zu analysieren, werden in
Kapitel |p| verschiedene FlieSkurvenverlaufe betrachtet. Der Schwerpunkt liegt auf
dem Verhalten des Versuchs bei Werkstoffen mit geringem Verfestigungspotenzial.
Die dabei entstehende Instabilitat und Dehnungslokalisation werden analytisch und
numerisch untersucht. In Kapitel 6] wird eine Vorgehensweise fiir die Charakterisie-
rung der kinematischen Verfestigung mit dem ebenen Torsionsversuch prasentiert.
Die Besonderheit hierbei ist die Nutzung des Spannungs- und Dehnungsgradienten
auf der Probe zur simultanen Aufnahme von mehreren zyklischen Scherkurven mit
unterschiedlichen Dehnungsamplituden. Mit einer Modifikation der Probengeome-
trie zur sogenannten Doppelstegprobe wird in Kapitel [7| eine Variante des ebenen
Torsionsversuchs vorgestellt. Mit dieser Probenform kénnen Scherversuche in einer
definierten Richtung ohne Mittelung der Anisotropie durchgefiihrt werden. Neben
der Anwendbarkeit zur Aufnahme von monotonen und zyklischen Fliekurven wird
die Vergleichbarkeit mit Scherversuchen nach Miyauchi oder ASTM B831 gepriift.
Eine weitere Modifikation der Probenform durch eine Rundnut wird in Kapitel
vorgeschlagen, mit der ideales Scherversagen hervorgerufen werden kann. Die Er-

reichbarkeit des Versagens fiir unterschiedliche Werkstoffe, die Auswertung und die

Reproduzierbarkeit werden analysiert. Im |letzten Kapitel| werden die Ergebnisse

der vorliegenden Arbeit zusammengefasst und als Ausblick mégliche Themenge-
biete zur Fortsetzung der Forschung am ebenen Torsionsversuch benannt.
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In diesem Kapitel werden zunéchst die Grundlagen des mechanischen Werkstoff-
verhaltens in Bezug auf die Blechumformung dargestellt. Es folgt eine detaillierte
Darstellung verschiedener bekannter experimenteller Ansétze fiir unterschiedliche
Charakterisierungsaufgaben mit jeweiligen Vor- und Nachteilen. Schwerpunktma-
Big werden die Grundlagen und die Auswertung des ebenen Torsionsversuchs vor-
gestellt. In einem Fazit werden die Vorteile und das Potenzial des ebenen Torsions-
versuchs im Hinblick auf die verschiedenen Bediirfnisse der Werkstoffmodellierung

dargestellt.

2.1 Werkstoffverhalten

2.1.1 Dehnung und Umformgrad

Das Ausmaf einer Deformation lésst sich mit der technischen Dehnung e beschrei-
ben. Fiir einen einachsigen Zugstab ergibt sich die technische Dehnung ¢ als di-
mensionslose Grofie mit

dl tL =1

d:7 p— R —
€ l0:>5 llo I

(2.1)

aus der Endlange [; und der Ausgangslange ly. Die Voraussetzung hierfir ist, dass
de gleichméBig tiber [ ist. Die Dehnung setzt sich aus einem elastischen und einem

plastischen Anteil zusammen:

Ist der Anteil der elastischen Dehnung vernachlassigbar klein, kann ndherungsweise

£ R Epl (2.3)

angenommen werden. Im Gegensatz zur technischen Mechanik verwendet die Um-
formtechnik den logarithmischen Umformgrad ¢, auch wahre Dehnung genannt,
und nicht die technische Dehnung ¢.
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Mit der Formulierung

i z
dp=—=¢p=[—=In(" 2.4
b= / 7 =In ( zo> (2.4)
lo
bezieht sich der Umformgrad auf die aktuelle Lange | und besitzt die Vorteile der
Addierbarkeit und der Symmetrie in Zug- und Druckrichtung. Auch hier wird eine
gleichméaBige Verteilung von dy tiber die Lange [ vorausgesetzt. Eine Umrechnung

in die technische Dehnung ist tiber
p=In(l+e¢) (2.5)

moglich. Fir die dreidimensionale Darstellung lasst sich die Formanderung an ei-
nem Punkt eines Koérpers durch einen symmetrischen Tensor ¢ beschreiben. Wenn

ein linearer Dehnungspfad angenommen wird, konnen mit

Px  Pxy Pxz
Y= oy Py Py (26)
Pxz Pyz Pz

die Komponenten des Tensors in einem kartesischen Koordinatensystem x, y, z dar-
gestellt werden. Eine wichtige Eigenschaft bei der Metallumformung ist die Volu-
menkonstanz. Diese Eigenschaft lasst sich durch die erste Hauptinvariante in Form

der Spur des Formanderungstensors beschreiben:

tr(p) =0; = ox+oy+, = pr+e2+p3=0 (2.7)

Es lasst sich fiir jeden Forménderungszustand eine Orientierung des Koordina-
tensystems finden, fiir den die Schiebungsanteile verschwinden. Die verbleibenden
Komponenten in der Diagonale heiflen Hauptformanderungen und werden mit 1,
w9 und 3 notiert. Die entsprechenden Richtungen dieser Formanderungskompo-

nenten werden Hauptrichtungen genannt.

2.1.2 Spannung

Die in einem Korper wirkenden inneren Kréfte konnen in Form von Spannungen

beschrieben werden. Eine Spannung o ist eine auf die wirkende Flache A bezogene
Kraft F":

F
0= (2.8)
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und hat die Einheit [N/mm?]. Handelt es sich bei der Fliche A um die aktuelle F1i-
che, dann ist o die sogenannte wahre Spannung, auch Cauchy-Spannung genannt.
Die Notation unterscheidet tblicherweise zwischen Normalspannungen o, bei de-
nen die Kraft senkrecht zur entsprechenden Flache wirkt, und Schubspannungen
7, bei denen die Kraftrichtung parallel zur Wirkflache ist. Analog zur Formande-
rung lésst sich auch der dreidimensionale Spannungszustand durch einen Tensor
beschreiben. Die Komponenten eines Spannungstensors o lauten somit

Ox  Txy Txz

>

(2.9)

Txy Oy Tyz

Txz. Tyz Oz

in einem kartesischen Koordinatensystem =z, vy, z. Bedingt durch den mikrostruk-
turellen Schermechanismus bei der plastischen Forméanderung gilt, dass nur der
deviatorische Anteil des Spannungszustandes o’ zur plastischen Umformung bei-
tragt. Dieser Anteil ergibt sich aus

o' =0 —onl, (2.10)

wobei die hydrostatische Spannung o}, aus der Spur des Spannungstensors berech-
net werden kann:

Ox +0y+0, 01+02+03
3 3 '

op = =tr(o) = (2.11)

3
Auch fiir jeden Spannungszustand lassen sich die Hauptspannungen o1, o9, 03
und Hauptrichtungen bestimmen, in denen die Schubspannungskomponenten ver-
schwinden.

2.1.3 Fliefispannung und Flielkurve

Sowohl in der Elastizitat als auch in der Plastizitdt konnen Spannungen in Abhén-
gigkeit von Dehnungen formuliert werden, um das Werkstoffverhalten zu beschrei-
ben. Das Hooke’sche Gesetz stellt im einachsigen Fall mit

oc=EFE-¢q (2.12)

einen linearen Zusammenhang zwischen der Spannung ¢ und dem elastischen Deh-
nungsanteil . iiber den Elastizitdtsmodul E her. Fiir die plastische Formanderung
lasst sich eine solche Linearitat in der Regel nicht feststellen. Die FlieBspannung k¢
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wird wéihrend einer Umformung von verschiedenen Faktoren beeinflusst und kann
allgemein als eine Funktion von Umformgrad ¢, Formanderungsgeschwindigkeit ¢
und Temperatur 7" dargestellt werden:

ke = fle, ¢, T). (2.13)

Im Gegensatz zu technischen Spannungs-Dehnungs-Verldufen wird in der FlieSkur-
ve der elastische Anteil der Deformation abgezogen, da die wahre Spannung iiber
den plastischen Umformgrad aufgetragen wird. Die elastische Gerade zu Beginn
existiert daher nicht in einer FlieBkurve. Wenn die Forméanderungsgeschwindigkeit
und die Temperatur als konstant angenommen werden, vereinfacht sich die Formu-
lierung auf eine reine Abhéngigkeit von der Formanderung ¢:

ke = f(p). (2.14)

Unter solchen Bedingungen umgeformte Werkstoffe weisen in der Regel verfesti-
gendes Verhalten auf, das heifit, die Fliespannung kf nimmt mit zunehmender
monotoner Formanderung zu. Hauptsachlich zwei Effekte im Zusammenhang mit
mikrostrukturellen Versetzungen fiihren zu dieser beobachteten Verfestigung. Zum
einen werden Versetzungsbewegungen in zunehmendem Mafle durch Korngrenzen
blockiert, zum anderen steigt die Anzahl vorhandener Versetzungen wéhrend der
Umformung durch Frank-Read-Quellen (Frank und Read, [1950)) und den Orowan-
Mechanismus (Taylor, 1934 |Orowan), |1934; Polanyi, 1934)[] signifikant an, sodass
eine gegenseitige Behinderung die Versetzungsbewegungen erschwert.

Fiir die numerische Simulation von Blechumformprozessen sind in der Regel Flie3-
kurven erforderlich, die Umformgrade von bis zu 1,0 beschreiben kénnen. Die ex-
perimentelle Ermittlung dieser FlieSkurven geschieht haufig mit dem genormten
einachsigen Flachzugversuch (vgl. Abschnitt 2.2.1]), wobei der erreichbare Umform-
grad deutlich geringer ist. Um dennoch Aussagen zum Umformverhalten bei grofie-
ren Umformgraden zu treffen, konnen Extrapolationsansitze herangezogen werden.
In Tabelle sind einige gangige Ansitze mit mathematischer Formulierung dar-
gestellt. Der Ansatz nach |[Ludwik! (1909) besteht aus der Anfangsfliespannung, zu
der eine Potenzfunktion addiert wird. Diese Approximation neigt dazu, die Verfes-
tigung stark zu tiberschétzen. Hollomon! (1945) vereinfachte diesen Ansatz durch
Vernachlassigen der AnfangsflieBspannung. Vorteilhaft ist der einfache mathema-
tische Ausdruck und eine realistische Abschatzung der Verfestigung. Voce| (1948)
und |Swift| (1952) schlugen jeweils Ansétze vor, die ebenfalls relativ einfache Terme

ITaylor; |Orowan| und [Polanyi| haben annihernd zeitgleich und voneinander unabhingig die
plastische Deformation auf die Entwicklung von Gitterversetzungen zuriickgefiihrt.
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Tabelle 2.1: Ansétze zur FlieBkurvenextrapolation

Name Mathematischer Ansatz
Ludwik| (1909) ke = koo + C - "
. Hollomon| (1945)) ke =C - "
 [swift] (1952) ke =C - (oa+ )"
Ghosh? ki =C - (pa+9)" —p

—mp

Voce| (1948) kt = 00 — (000 — kpo) - €
Hockett und Sherby| (1975) | kf = 00 — (000 — kfp) - €%
Gerlach und KeBler| (2006) | « - Kt voce + (1 — ) - kf swift

n

enthalten, wobei eine AnfangsflieBspannung kg > 0 abgebildet werden kann. Da-
bei bildet der Voce-Ansatz einen Werkstoff mit einer saturierenden Verfestigung
ab, wahrend die Extrapolation nach Swift eine ausgepragte Verfestigung auch bei
hohen Dehnungen ergibt. Durch die Einfithrung eines zusétzlichen Exponenten ha-
ben Hockett und Sherby| (1975) die Voce-Approximation erweitert, sodass mehr
Flexibilitat erméglicht wird. Der sogenannte Ghosh-Ansat#?] ist eine Erweiterung
von Swift, welche ebenfalls eine flexiblere Anpassung des Verfestigungsverhaltens
ermoglicht. |Gerlach und KeBler| (2006) entwickelten eine Kombination von Voce-
und Swift-Ansatz mit einem Gewichtungsfaktor o mit 0 < o < 1. Diese ermoglicht
einen Verlauf als Mittelwert zwischen diesen beiden Anséitzen. Im dargestellten
Diagramm wurde mit a = 0,5 ein Mittelwert zwischen den beiden Ansétzen gebil-
det.

Bild zeigt die Abhéngigkeit der angenommenen FlieBkurve von dem gewéhl-
ten Extrapolationsansatz auf. Die entsprechenden Parameter sind in Tabelle
aufgefithrt. Durch die Bildung des kleinsten Fehlerquadrates im Bereich der er-
mittelten Verfestigungsdaten stellt die Annahme der Flielspannung bei hoheren
Umformgraden eine unsichere Grofle dar. Die Qualitiat einer numerischen Simu-
lation hangt somit von der Wahl des Ansatzes ab, die jedoch nur aufgrund von
Erfahrungswerten getroffen werden kann. Bei der Verfiigharkeit von experimentell
gemessenen FlieBkurven bis zu hohen Umformgraden sinkt die Unsicherheit bei der
Extrapolation. Im Idealfall wire die Extrapolation bis ¢ = 1,0 iiberfliissig.

20bwohl dieser Ansatz durch zahlreiche Literaturstellen nach Ghosh benannt und referen-
ziert wird (zum Beispiel félschlicherweise (Ghosh, 1980), ist eine eigene Veroffentlichung mit der
Einfithrung dieses Ansatzes durch Amit K. Ghosh selbst nicht bekannt und verfiighar.
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Bild 2.1: Vergleich der Fliekurvenapproximationen aus Tabelle am Beispiel
von DCO06, Extrapolation angepasst an reales Zugversuchsergebnis

Tabelle 2.2: Parameter der FlieBkurvenextrapolation fiir DC06 aus Bild

Name Parameter

Ludwik kg = 131,8 MPa; C'=511,4 MPa; n = 0,52
Hollomon C' = 505,6 MPa; n =0,23

Swift C = 550,5 MPa; ¢, = 6,13-1073; n = 0,28
C = 27,80 -10° MPa; ¢, = 28,1-1073;
n=238-10"3; p=27,29-10° MPa
Voce ks = 131,8 MPa; o0, = 375,7 MPa; m = 11,74

Hockett-Sherby | ki = 131,8 MPa; o, = 415,6 MPa; m = 5,62; n = 0,81

Ghosh

2.1.4 Flie3bedingung

Um den Zeitpunkt des plastischen FlieSens fiir die einachsigen Spannungszustan-
de zu bestimmen, reicht ein direkter Vergleich der aktuellen Spannung ¢ mit der
FlieSspannung k; aus. Dreidimensionale Spannungszustande erfordern jedoch all-
gemeiner formulierte Beziehungen. Eine FlieBbedingung

fo) — ke =0 (2.15)
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ist notwendig, um festzustellen, ob ein bestimmter Spannungszustand o zur plas-
tischen Formanderung eines Werkstofffes fiihrt. Plastische Formanderung tritt nur
dann ein, wenn der Wert fiir f(o) die FlieBspannung k¢ erreicht. Der elastische
Bereich wird von dem Zustand f(o) < ki repréasentiert. Eine Situation, in der
f(o) groBere Werte als k¢ annimmt, ist nicht méglich. Hohere Spannungen kénnen
bei dieser Formulierung nur durch die Steigerung der Fliespannung k; erreicht
werden.

Fiir Metalle werden héufig die isotropen FlieBbedingungen nach Tresca/ (1864 und
von Miseg| (1913)) verwendet. Das Schubspannungskriterium nach Tresca sagt plas-
tisches Flieen in Abhéngigkeit der groBiten Schubspannung 7,4, voraus. Die Flie3-
bedingung lautet demnach

27—max - kf = Omax — Omin — kf - 07 (216)

wobei opa die grofite und o, die kleinste Hauptspannung ist. Das FlieSkrite-
rium nach von Mises berticksichtigt im Gegensatz dazu alle auftretenden Haupt-
schubspannungen. Hierbei wird angenommen, dass plastisches Flieen durch

/3y — ke =0 (2.17)

bedingt wird, wobei .J; die zweite Hauptinvariante des deviatorischen Spannungs-
tensors o’ ist:

1
Durch Ausmultiplizieren lésst sich die FlieBbedingung nach von Mises mit den

Spannungskomponenten in x, y, 2-Richtung darstellen:

1
\/2 {(O'X —0y)?+ (0y — 0,)* + (0, — 0x)? +6(72, + 72 + sz)] — ke =0. (2.19)
Weitere Darstellungsformen sind mit den Hauptspannungskomponenten oy, o9, o3

oder den Hauptschubspannungen 71, 75, 73 moglich:

¢ ; (01 — 02)2 + (02 — 03)2 + (03 — 01)2] — kg = 0 (2.20)
\/;(712+T§+T§) — k=0 (2.21)

Die Fliebedingungen nach Tresca| (1864) und von Mises (1913)) lassen sich im

zweidimensionalen Hauptspannungsraum durch die Flieortkurve visualisieren.
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Bild zeigt den Vergleich dieser beiden Fliefortkurven. Das FlieSkriterium
nach von Mises stellt eine Ellipse dar, wahrend Tresca ein Sechseck erzeugt. Beide
Kriterien nehmen den gleichen Wert an, wenn zwei der drei Hauptspannungen
identisch sind. Der Bereich innerhalb einer FlieSkurve reprisentiert die elastische
Belastung, die Kurve selbst kennzeichnet die erforderlichen Spannungen fiir ei-
ne plastische Umformung. Bei einer Verallgemeinerung in den dreidimensionalen
Spannungsraum wéare das von-Mises-FlieSSkriterium eine zylindrische FlieBflache,
dessen Mittelachse mit der Raumdiagonale tibereinstimmt.

2.1.5 Anisotropie

Durch die Fertigungsprozesse konnen metallische Werkstoffe eine Richtungsabhan-
gigkeit aufweisen. Blechwerkstoffe sind daher oftmals durch den Walzvorgang an-
isotrop. Ein Mafl fiir die Anisotropie von Blechen ist der sogenannte Lankford-

Koeffizient r, der aus dem Flach-Zugversuch (vgl. Abschnitt[2.2.1)) ermittelt werden
kann.

®b
r=-—

o (2.22)

Fiir den isotropen Fall weist eine Zugprobe dieselbe Forménderung in Breitenrich-
tung ¢p, und Dickenrichtung ¢ auf, womit r den Wert 1 annimmt. Haufig werden
mit rg, 45 und rgg die Lankford-Koeffizienten in Walzrichtung, im 45°-Winkel und

quer zur Walzrichtung ermittelt. Aus diesen Werten lassen sich die ebene Aniso-

tropie mit
-2
Ar = 0= 2745 1 oo (2.23)
2
und die senkrechte Aniostropie mit
2
py = T (2.24)

bestimmen. Die in Abschnitt 2.1.4] erwahnten FlieSSkriterien nach Tresca und von
Mises nehmen isotropes plastisches Verhalten an. Um die Anisotropie zu bertick-
sichtigen, schlug Hill (1948) ein neues FlieBkriterium vor. Dabei wurde die Annah-

me nach von Mises um Koeffizienten erweitert und modifiziert:

fam = H(oyx — 0y)* + F(oy — 0,)* + G(0, — 0y)?

2.25
+2(NT§Y—|—LT}?Z+MT§Z) =1. ( )
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Bild 2.2: Vergleich der FlieBortkurven nach Tresca und nach von Mises

Fiir die Blechumformung, bei der nur Spannungen in der z, y-Ebene auftreten, lésst

sich die Fliebedingung zu

frin—op = (G + H)oZ — 2Hogoy + (H + F>‘7>2/ + QNsz =1

(2.26)

vereinfachen. Unter Annahme einer assoziierten Flieffregel und durch einige hier

nicht weiter ausgefithrte Umrechnungen kann die FlieSbedingung nach Hill im zwei-

dimensionalen Zustand mit

2

o —

X

Ox0

0 + T90 o
7"90(14-7“0) y

2

0 + T90
T'90 (1 —+ 7"0)

(2r4s +1) 7y = 0

(2.27)



12 Stand der Kenntnisse

berechnet werden, wobei oy die FlieBspannung aus dem Zugversuch in Walzrich-
tung ist (Banabic et al., 2000b, S.130ff). Neben der Fliebedingung nach Hill| (1948)
existieren zahlreiche andere Ansatze zur Beschreibung anisotropen Flielens. Hill
selbst hat Weiterentwicklungen seines urspriinglichen Kriteriums vorgestellt (bei-
spielsweise Hill, |1990). Weitere bekannte Kriterien fir die Blechumformung sind
BBC2000 von Banabic et al.| (2000a) und YLD2000-2D von [Barlat et al. (2003),
die fiir den ebenen Spannungszustand formuliert sind. Die erforderlichen Kenn-
werte dieser Modelle werden hauptsachlich durch einachsige Zugprifungen und
gegebenenfalls durch einen biaxialen Zugversuch ermittelt.

2.1.6 Kinematische Verfestigung

Bauschinger| (1881) zeigte, dass die FlieBspannung nach einer Lastumkehr niedri-
ger liegt als der letzte Spannungswert wahrend der zunachst monotonen Belastung.
Dieser sogenannte ,,Bauschinger-Effekt® lasst sich nicht mit der isotropen Verfesti-
gung abbilden, bei der angenommen wird, dass plastische Arbeit zu einem gleich-
mafBigen Anstieg der Flielspannung in allen Richtungen fithrt. Bild (links)
zeigt am Beispiel eines einachsigen Spannungs-Dehnungsverlaufs den Einfluss der
kinematischen Verfestigung. Ein isotrop verfestigender Werkstoff wiirde die gleiche
FlieBspannung kg vor und nach dem elastischen Bereich der Lastumkehr zeigen.
Stattdessen beginnt die plastische Umformung im Druckbereich deutlich frither, bei
o = —ky,,. Wenn die FlieBspannungen vor und nach der Lastumkehr zueinander
in Relation gesetzt werden, lasst sich ein Koeffizient des Bauschinger-Effekts mit
o kfkin

a= 2.28
. (2.28)

definieren. Im Fall isotroper Verfestigung gilt o = 1, und bei kinematischer Verfes-
tigung werden kleinere Werte mit o < 1 festgestellt. Es wird angenommen, dass
die Ursachen fiir eine solche Abnahme des FlieBwiderstandes in der Mikrostruk-
tur liegen. Versetzungen, die sich wahrend plastischer Deformation bilden, werden
in ihrer Bewegung an den Korngrenzen behindert. Dies stellt einen wesentlichen
Beitrag zur Verfestigung dar. Bei einer Lastumkehr konnen sich die aufgestauten
Versetzungen in gewissem Mafle entzerren, was weniger Spannung erfordert (Hase-
gawa et al| [1975). Weiterhin kénnen Legierungen mit mehreren mikrostrukturellen
Phasen, die sich in ihrer jeweiligen Festigkeit bzw. Fliespannung unterscheiden,
zu einem ahnlichen Ergebnis fithren (Perdahcioglu und Geijselaers, 2011)).

Eine Veranschaulichung ist auch hier anhand der FlieBortkurven im zweidimensio-
nalen Spannungsraum moglich (siehe Bild rechts). Wéhrend die isotrope Ver-
festigung eine Aufweitung der FlieBortkurve in allen Richtungen darstellt, kommt
bei der kinematischen Verfestigung eine Verschiebung des Mittelpunkts der Flief3-
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Bild 2.3: Der Bauschinger-Effekt als Folge der kinematischen Verfestigung

flache hinzu. Ein Idealfall ware die rein kinematische Verfestigung, bei der die
FlieBortkurve nicht vergroflert wird, sondern nur vom Ursprung verschoben ist. In
der Realitdt wird haufig ein kombinierter Ansatz gewéhlt, bei dem beide Einfliisse
zusammenwirken. Das bedeutet eine Aufweitung der Flieortkurve und gleichzeitig
eine Verschiebung und/oder Drehung. Der Bauschinger-Effekt ist dabei nicht das
einzige Merkmal der kinematischen Verfestigung. Abhangig vom Werkstoff kann bei
einem Lastrichtungswechsel auch eine sanfte Riickplastifizierung (beispielsweise bei
Dualphasenstahlen) oder eine voriibergehende Verfestigungsstagnation (beispiels-
weise bei niedriglegierten Stéhlen oder Kupferlegierungen) auftreten (Yoshida und
Uemori, [2002). Hasegawa et al. (1975) fithren den sanften Ubergang nach der Last-
umkehr auf mikrostrukturelle Effekte zuriick, in denen ein Teil der wahrend der
Vordehnung entstandenen Zellwdnde und Subkorngrenzen instabil auf die Lastum-
kehr reagieren. Ahnliche Effekte sind nach (Christodoulou et al.| (1986) ebenfalls fiir
die Verfestigungsstagnation verantwortlich.

Zur Beschreibung des kinematischen Verfestigungsverhaltens existieren zahlreiche
Modelle in der Literatur, die sich in zwei Gruppen einteilen lassen. Ansétze nach
Ziegler (1959)mit linearer Verfestigung, |Frederick und Armstrong| (2007) mit zwei
Termen und (Chaboche| (1986) mit mehreren Paaren von Verfestigungstermen ar-
beiten mit einer einzelnen FlieBfliche. Den Ansatz, die kinematische Verfestigung
durch mehrere Flieiflichen oder Grenzflichen zu modellieren, wurde von Mroz
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(1967)) erstmalig verfolgt. [Yoshida und Uemori (2002) stellten ein kinematisches
Verfestiungsmodell mit zwei FlieBflachen vor, das sowohl Verfestigungsstagnati-
on als auch sanfte Ubergiange nach der Lastumkehr abbilden kann und aufgrund
dieser Eigenschaft haufig angewendet wird. Zur Ermittlung entsprechender Kenn-

werte konnen verschiedene Versuche mit Lastumkehr durchgefithrt werden. Eine
Ubersicht hierzu befindet sich in Abschnitt [2.3]

2.1.7 Formanderungsvermogen und Schadigung

Die Standard-Vorgehensweise zur Versagensanalyse bei der Blechumformung ist
das Grenzforménderungsdiagramm nach Keeler| (1965 bei biaxialen Zugbelastun-
gen und |Goodwin| (1968) bei Zug-Druck-Belastungen. Dabei werden die auftre-
tenden Hauptumformgrade mit einer experimentell oder rechnerisch bestimmten
Grenzformanderungskurve verglichen (siehe Bild [2.4)). Das Ergebnis der Umform-
simulation wird fiir jedes Element nach den beiden Hauptforménderungen in der
Blechebene aufgetragen. Liegt eine lokale Dehnung tiber dieser Kurve, so ist das
Forménderungsvermogen an dieser Stelle iberschritten. Die Folge ware in der Re-
gel eine Einschniirung oder Rissbildung bei sprédem Verhalten. Diese Methode hat
sich in den vergangenen Jahren bewéhrt, doch ist die Grenzforméanderungskurve
von Faktoren wie Blechdicke, Umformgeschwindigkeit und Anisotropie abhéngig.
Dariiber hinaus liefert das Grenzformanderungsdiagramm keine aussagekraftigen
Ergebnisse bei Biegeoperationen oder Umformhistorien mit Lastrichtungswechsel
(Altan und Tekkaya, 2012, S. 48-51).

Als Alternative bietet die Schadigungsmechanik eine umfassendere Mdéglichkeit, das
Versagen bei plastischer Umformung vorherzusagen. Die Grundidee hierbei liegt
in der Abbbildung der mikrostrukturellen Mechanik von Leerstellen, Mikrorissen
und Einschliissen im Hinblick auf die globale Rissbildung. Diese mikrostrukturelle
Entwicklung kann mithilfe mathematischer Ansétze beschrieben werden, welche die
Abhéngigkeit von Dehnungs- und Spannungshistorie beriicksichtigen. Allgemein
lasst sich somit ein Kriterium fiir die Schadigung mit

D- [ 1o dp 220)

angeben. Dabei entspricht D einem Indikator fiir das Ausmafl der Schidigung,
welches von dem Spannungstensor o und der plastischen Deformation ¢ abhangt.
Rice und Tracey (1969) schlugen einen Ansatz vor, bei dem die Entwicklung der
Schadigung D als eine Funktion der sogenannten Triaxialitdt und des Dehnungs-
inkrements dep, dargestellt ist. Weiterentwickelte Schadigungsmodelle koppeln das
Verhalten der Plastizitdt an die Schiadigung und basieren zusatzlich auf mikro-
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strukturellen Groflen wie beispielsweise der Porositéit (Gurson, 1975) oder phéno-
menologischen Beobachtungen (Lemaitre, 1985). Die Triaxialitat

Oh

n = py (2.30)
als Verhéltnis des hydrostatischen Drucks oy, (siche Gleichung zur Ver-
gleichsspannung o, ist eine der entscheidenden Grofien bei der Rissentstehung.
Héaufig wird als Kriterium fiir die Vergleichsspannung der Ansatz nach von Mises
(1913) entsprechend Gleichung oder verwendet. Das duktile Versagen
ist dabei von der sproden Rissbildung zu unterscheiden, da unter Scherbelastun-
gen vorhandene Leerstellen nicht anwachsen wie bei Normalbeanspruchungen durch
Lingung des Werkstoffes (Bao und Wierzbicki, 2004). Stattdessen sind die Inter-
aktionen mit Einschliissen und Fremdatomen von Bedeutung, insbesondere wenn
diese Einschliisse eine hohere Festigkeit als die Grundmatrix vorweisen. In diesem
Fall kénnen Scherdeformationen zu einer Rissbildung fithren, welche sich mit wei-
teren Mikrorissen verbinden kénnen. Die Modellierung eines solchen Verhaltens ist
mithilfe der Finiten-Elemente-Methode fiir Umformoperationen méoglich (Li et al.|
2010)). Bild zeigt den Verlauf der plastischen Dehnung bis zum Bruch in Abhén-
gigkeit von der Triaxialitdt nach einem Kriterium von Bao und Wierzbicki (2004).
Dabei wird fiir Druckspannungen ein hohes Umformvermogen vorhergesagt, wah-
rend fiir mehrachsige Zugspannungen das Versagen friither eintritt. Bemerkenswert

OIA

Versagen durch
Risse oder Einschntirung

Berechnete °
Dehnungszustande bei oo © ©of © °
der Umformsimulation e L |®°e
° [ ]
e ® Kein Versagen bei
o0 Dehnungszustanden
o unterhalb der

Grenzformanderungskurve

>
0,

Bild 2.4: Prinzip einer Grenzforménderungsanalyse bei der numerischen Simula-
tion von Blechumformprozessen
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Bild 2.5: Qualitativer Verlauf des Forménderungsvermogens in Abhéngigkeit von
der Triaxialitat nach Bao und Wierzbicki| (2004

ist ein lokales Minimum der ertragbaren Dehnung bei Triaxialitat n = 0, was dem
Zustand der ebenen Scherung entspricht.
In verschiedenen Arbeiten, beispielsweise von Wierzbicki et al.,| (2005), wird die
Abhéngigkeit der Schadigung von einem weiteren Maf}, dem Lode-Parameter, ana-
lysiert. Dieser wird mit

200 — 01— 03 3(09 — on)

L= — (2.31)
01— 03 01 — 03

aus den drei Hauptspannungen o1, 09, 03 berechnet und zeigt an, ob die jeweilige
Belastung eher axialsymmetrisch ist oder dominierende Anteile der Scherung auf-
weist. Tabelle zeigt Werte fir die Triaxialitat und den Lode-Parameter fiir
verschiedene Spannungszustinde in der Blechumformung. Es fallt auf, dass die ebe-
nen Spannungszustinde nicht anhand ihres Lode-Parameters eindeutig identifiziert
werden konnen, wahrend es mit der Angabe der Triaxialitat moglich ist.

Mit der Abhédngigkeit der Schiadigung von der Triaxialitit n und dem Lode-
Parameter L kann Gleichung auch in der Form von

D= [ f(n,L) dg (2.32)
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Tabelle 2.3: Triaxialitdt und Lode-Parameter fiir verschiedene Spannungszustén-
de in der Blechumformung

Spannungszustand Hauptspannungen n | L
Einachsiger Zug o1 =k 09=0; 03=0 % -1
Biaxialer Zug o1 =k¢;, o9 =k 03=0 % 1
Einachsiger Druck 01=0; 09=0; 03 =—k; —% 1
Zweiachsiger Druck | o1 = 0; 09 = —k¢; 03 = —k¢ —% -1
Scherung or=k; 09=0; 03=—k 0 0

ausgedriickt werden. Im Idealfall der proportionalen Belastung, das heifit bei ei-
nem linearen Verlauf von ¢, sind 7 und L konstant, sodass die Integration durch
eine Multiplikation ersetzt werden kann. Zum Zeitpunkt des Versagens kann die
Schédigung dann in der einfachen Form mit

Di = f(n.L) - 1 (2.33)

angegeben werden. Die entsprechende Kennwertermittlung wiirde dann leichtfallen,
sofern die Experimente die Voraussetzung der proportionalen Belastung erfiillen.

2.2 Methoden zur FlieBkurvenermittlung fiir
Blechwerkstoffe

Die vorangegangenen Abschnitte beschreiben verschiedene Aspekte des Werkstoft-
verhaltens wéhrend der plastischen Umformung. Fiir die Anwendung der Werk-
stoffmodelle in der numerischen Simulation sind entsprechende Kennwerte erfor-
derlich. Dazu existiert eine Reihe von Priifverfahren, die zur Charakterisierung des
Werkstoffes eingesetzt werden. Eine grafische Ubersicht fiir die Blechumformung
relevanter Prifverfahren befindet sich in Bild [2.6] Hier sind die bekannten und
gangigen Versuche unter Zuordnung ihres idealen Spannungszustandes an einer
FlieBortkurve symbolisch dargestellt. Bei einer Unterteilung des Hauptspannungs-
raums in vier Quadranten stellt der erste Quadrant den Bereich des zweiachsigen
Zugspannungszustandes dar. Dementsprechend ist der einachsige Zugversuch an
der o1- und op-Achse dargestellt. Als weitere Versuche im ersten Quadranten der
FlieBortkurve sind der Kreuzzugversuch, der hydraulische Tiefungsversuch und der
Schichtstauchversuch zu nennen. Analog dazu sind im dritten Quadranten die Priif-
verfahren mit Druckbelastungen in der Blechebene angeordnet. Obwohl diinne Ble-
che zur Beulung neigen, existieren auch hierzu einige experimentelle Méglichkeiten
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|

Bild 2.6: Ubersicht der Blechpriifverfahren zur Ermittlung plastischer Kennwerte
und Zuordnung des jeweiligen Spannungszustandes

durch Druckversuche. Belastungen mit jeweils einer positiven und einer negativen
Hauptspannung werden mit dem zweiten und vierten Quadranten der Flieortkurve
reprasentiert. Dazu gehoren neben dem ebenen Torsionsversuch zahlreiche Varian-
ten des Scherversuchs. Weiterhin existieren zahlreiche experimentelle Methoden
zur Ermittlung des Formanderungsvermogens (vgl. Abschnitt . Im Folgenden
sollen jeweils die Durchfiihrung und Auswertung der bekanntesten Blechpriifver-
fahren kurz erlautert werden.

2.2.1 Einachsiger Zugversuch

Bild zeigt die Geometrie einer Flachzugprobe. Die beiden einzuspannenden
Enden sind breiter gestaltet, um die Dehnung wahrend der Zugbelastung im mittle-
ren Abschnitt der Probe zu erzielen. Zur Auswertung wird ein Abschnitt der Probe
mit der Probenbreite by, Anfangsmesslédnge [y und Probendicke ¢y herangezogen.
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Bild 2.7: Flachzugprobe

Die Zugspannung oy als einzige Spannungskomponente ergibt sich aus:

FZug
=2 (231
mit der Zugkraft F7,, und der aktuellen Querschnittsflache
A=0b-t# Ay = by - to, (2.35)

welche aus der momentanen Probenbreite b und Probendicke ¢ berechnet wird.
Aus der Flieiregel folgt ein dreidimensionaler Forménderungszustand. Durch die
Messung der Langenanderung und der Breitenanderung kénnen iiber die Volumen-
konstanz die drei Hauptformgrade berechnet werden mit

solenGO); s0y=1n<£)>; Pz = — (ox + ¢y)- (2.36)
Die Homogenitéit von Spannung und Dehnung sowie ihre einfache Berechnung sind
die grofiten Vorteile des einachsigen Zugversuchs. In vielen Bereichen der Werk-
stoffpriifung gilt der einachsige Zugversuch daher als Standard. Es konnen sowohl
flache Blechproben als auch massive Rundproben gepriift werden. Probenform,
Durchfithrung und Auswertung sind beispielsweise in [DIN 50125 und [DIN EN ISO
6892-1] genormt. Technische Werkstoffkennwerte wie Elatizitdtsmodul F, Streck-
grenze R, bzw. Ry2, Zugfestigkeit R,,, Bruchdehnung A und Gleichmaf3dehnung
A, werden aus dem Zugversuch bestimmt. Fiir die Umformtechnik sind insbeson-
dere die Fliekurve mit der AnfangsflieBspannung k¢ und die Lankford-Parameter
ro,r45 und rgy interessant.
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Ein Nachteil des einachsigen Zugversuchs ist die Instabilitdt durch Einschniirung.
Diese fiihrt zu einer Lokalisierung der Deformation in einem eng begrenzten Ein-
schniirbereich und zum Riss. Der Spannungszustand in der Einschniirung wird
durch die Kerbwirkung mehrachsig, sodass eine Auswertung nicht mehr maoglich
ist. Bei gangigen Stahl- und Aluminiumlegierungen kann der Zugversuch somit
nur maximal einen Umformgrad ¢ von ca. 0,2 bis 0,3 erreichen. Hochstfeste Werk-
stoffe reiflen oft schon bei deutlich geringeren Formédnderungen von ¢ < 0, 1. Die
erreichbare Forméanderung ist vom Verfestigungsverhalten abhéangig.

2.2.2 Priifverfahren unter zweiachsigen Zugspannungen

Umformprozesse fiihren in der Regel zu mehrachsigen Belastungen, sodass es nahe-
liegend ist, Werkstoffe auch unter vergleichbaren Zustédnden zu priifen. Zweiachsige
Zugspannungen treten haufig beim Tiefziehen in der Zarge und im Boden auf. Die-
se Spannungzustinde befinden sich im ersten Quadranten der FlieSortkurve. Zwei
spezielle Zustinde in diesem Bereich sind dabei von besonderem Interesse. Der
aquibiaxiale Zugspannungszustand beschreibt die ,,Spitze“ der FlieBfliche und ist
ein wichtiger Stiitzpunkt zur Beschreibung der Anisotropie. Auch der Zustand der
ebenen Forménderung enthéalt aussagekréaftige Informationen. Sie beschreibt den
Spannungszustand, unter dem die zweite Hauptforménderung in der Ebene ¢y = 0
ist. Die Ermittlung des plastischen Werkstoffverhaltens unter zweiachsigen Zugbe-
lastungen kann mit verschiedenen Methoden durchgefiihrt werden. Im Folgenden
sollen der hydraulische Tiefungsversuch, der Schichtstauchversuch, der Kreuzzug-
versuch und der Zugversuch mit ebenem Formanderungszustand kurz erlédutert
werden.

Hydraulischer Tiefungsversuch

Der hydraulische Tiefungsversuch, auch ,Bulgetest* genannt, wurde zuerst von
Hill (1950) vorgestellt. Aufgrund der einfachen Durchfithrung hat der hydraulische
Tiefungsversuch weite Verbreitung in der Blechcharakterisierung gefunden. Eine
runde Blechprobe wird dabei am Auflenrand festgehalten und von einer Seite iiber
ein Medium, beispielsweise Ol, mit Druck belastet. Mit zunehmendem Druck wolbt
sich die zunéchst ebene Probe (siche Bild [2.8). Da kein Werkstoff nachflieBen kann,
vermindert sich die Blechdicke wahrend des Versuchs. Dadurch endet der Versuch
nach einer gewissen Deformation durch einen Riss im Pol. Je nach Werkstoft kann
dabei ein Umformgrad ¢ von bis zu 0,7 erreicht werden. Naherungsweise kann
die Ausbeulung als kugelférmig angenommen werden. Die Stelle mit der hochs-
ten Ausbeulung wird ,,Pol“ genannt. Bei isotropem Werkstoffverhalten sind die
tangentialen und radialen Zugspannungskomponenten im Pol identisch, sodass der
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Bild 2.8: Prinzip des hydraulischen Tiefungsversuchs

aquibiaxiale Zugspannungszustand erreicht wird. Ferner wird die Spannungskom-

ponente normal zur Blechebene o, aufgrund der geringen Blechdicke vernachléssigt.

Durch die Membrantheorie lédsst sich die Spannung mithilfe des Krimmungsradius’
p und des Innendrucks p mit

L p-p

_ _ . 2.37

Ty =009 = 5 (2.37)

berechnen, wobei ¢ die Blechdicke ist und die Meridian- bzw. Tangetialrichtung mit

den Indizes ¥ bzw. 6 angegeben werden. Der Umformgrad berechnet sich aus der
Dickenabnahme am Pol mit

to

o= <t> . (2.38)

Da zur damaligen Zeit die Bestimmung der Blechdicke und des Kriitmmungsradius
wahrend des Versuchs schwierig war, wurden Anséatze zu ihrer Berechnung aus der
messbaren Polhéhe und dem Werkzeugdurchmesser d entwickelt. |Hill| (1950) schlug
beispielsweise hierzu

()
2h

=t (12) (2.40)
1+4 (%)

vor, indem eine Kugelform fiir die Aufwolbung angenommen wird. Diese Annah-

p= und (2.39)

me ist nicht ganz korrekt, sodass ein Fehler in den berechneten Werten entsteht.
Panknin| (1959) entwickelte eine Gleichung zur Berechnung des Krimmungsradius,
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indem zuséatzlich noch der Kantenradius der Matrize beriicksichtigt wird. Ansétze
zur taktilen Messung des Kriimmungsradius beim hydraulischen Tiefungsversuch
wurden unter anderem von [Ranta-Eskola, (1979) vorgestellt. Atkinson (1997) schlug
zudem eine Berechnungsmethode in Kombination mit einer taktilen Messung zur
Ermittlung der Blechdicke vor. Mit der Verfiigharkeit optischer Dehnungsmesstech-
nik konnte die Versuchsauswertung dementsprechend angepasst werden, sodass eine
bertthrungslose Messung der Kriimmung erfolgen kann. Neben dem Radius kénnen
auch die Dehnungen direkt am Pol ermittelt werden, sodass die Gleichungen
und direkt angewendet werden kénnen (Kog et al) 2011). Ein Nachteil des
hydraulischen Tiefungsversuchs liegt in der Bestimmung der anfinglichen Flief3-
spannung kg. Aufgrund der Entwicklung des Kriimmungsradius von p = oo bei
Beginn des Versuchs ist eine Auswertung schwierig. Zudem kann der Einfluss der
Anisotropie bei diesem Versuch nicht ohne Weiteres berticksichtigt werden.

Biaxiale Zugversuche

Hannon und Tiernan (2008) geben eine Ubersicht tiber die bekannten Versuchs-
und Probenvarianten von biaxialen Zugversuchen. Die Probengeometrie besteht
aus vier senkrecht zueinander angeordneten Armen, in deren Mitte sich die Um-
formzone befindet. Durch die gleichzeitige Zugbelastung in zwei Richtungen der
Blechebene sollen zweiachsige Zugspannungszustande in der zentralen Umform-
zone erreicht werden. Aus der Literatur sind verschiedene Versuchsapparaturen,
beispielsweise mit zwei hydraulischen Zylindern (Matsui et al.| [1987)), einer Gelenk-
kinematik (Makinde et al., [1992) oder mittels Umlenkrollen (Merklein et al., 2008))
bekannt. Es besteht die Moglichkeit, sowohl den aquibiaxiale Zugspannzungszu-
stand zu erzeugen, als auch alle Zustande bis zur einachsigen Zugbelastung gezielt
einzustellen. Neben dem Aufwand der Steuerung, Regelung und Messung der Belas-
tung liegen die Herausforderungen bei diesem Versuch in der Probengestaltung (Yu
et all 2002). Ohtake et al.| (1999)) benennen drei entsprechende Ansétze zur Pro-
bengestaltung (siehe Bild [2.9)). Kerbspannungseffekte an den Ecken zwischen den
Anbindungen der Arme kénnen zu vorzeitigem Versagen der Probe fithren. Ausspa-
rungen an den Ecken der Umformzone bewirken eine Verminderung der Kerbwir-
kung, fithren jedoch zu starken Inhomogenitiaten. Haufig wird die Reduzierung der
Blechdicke im Zentrum oder eine Verstarkung der Zugarme verwendet, um die De-
formation in der Umformzone zu konzentrieren und eine ungewollte Plastifizierung
der Zugarme zu verhindern. Weiterhin muss sichergestellt werden, dass die Arme
nicht die Deformation in der jeweiligen Querrichtung behindern. Zu diesem Zweck
besteht die Moglichkeit, Schlitze in Langsrichtung der Zugarme einzubringen, um
die Quersteifigkeit zu verringern. |Canpolat (2013)) schlug eine Probengeometrie mit

angeschweifiten Armpartien vor, um fiir Tiefziehstahle die Entwicklung der Flief3-
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b) .A A-A

A

Bild 2.9: Varianten von Kreuzzugproben nach |Ohtake et al. (1999): a) Ausspa-
rungen zur Verminderung der Kerbwirkung; b) Dehnungslokalisation im
Zentrum durch Blechdickenreduktion; ¢) Verringerte Behinderung der
Deformation in Querrichtung durch geschlitzte Zugarme

ortkurve im ersten Quadranten mittels unterschiedlicher Belastungsverhéltnisse zu
untersuchen. Neben dem Nachteil des Versagens bei bereits vergleichsweise kleinen
Deformationen ist die Steuerung und Regelung der Versuchskinematik ein aufwen-
diges Unterfangen. Durch die Notwendigkeit der Zentrierung der Umformzone ist
eine umfangreiche Regelungstechnik und/oder eine komplizierte sowie sorgfiltige

Gestaltung von Spannwerkzeug und Probenarmen notwendig.

Schichtstauchversuch

Beim Schichtstauchversuch werden runde oder rechteckige Scheiben aus einer
Blechplatine entnommen und iibereinander angeordnet. Dieser Stapel wird in
Blechdickenrichtung gestaucht (Kanetake et al., [1981]). Bild zeigt das Ver-
suchsprinzip und die Probengeometrien vor und nach der Umformung. Durch die
Entwicklung der letzten Jahre gilt der Schichtstauchversuch als eine bewéhrte
Methode zur Blechcharakterisierung (Alves et al. 2011). Eine anfingliche Sta-
pelhdhe von hy mit dem Ausgangsdurchmesser dy wird durch eine Druckkraft
F zu einer neuen Geometrie mit einer geringeren Hohe h; und einem grofleren
Durchmesser d; gestaucht. Im Idealfall, bei isotropen Werkstoffen und reibungslo-
sem Stauchwerkzeug-Kontakt, bleiben die Kreisform und die gerade Seitenflache
erhalten. Es gilt

O-X TXy TXZ O O 0
o =1y oy Ty |=]00 0 (2.41)

Txz Tyz Oy 0 0 —k
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Bild 2.10: Deformation von gestapelten Blechplattchen im Schichtstauchversuch

fiir einachsige plastische Druckbeanspruchungen senkrecht zur Blechebene. Genau
wie bei dem &dquibiaxialen Zugspannungszustand

Ox Txy Txz ke 0 0
o =7y oy Tyu| =10 ke O (2.42)
Txz Tyz Og 0O 0 0

fithren beide Spannungszustande zu dem gleichen Spannungsdeviator

@]
@]

0 |- (2.43)

q\
>
™
R
(@} O Wi

o Wi
|
wNo

Da der hydrostatische Spannungszustand keinen Einfluss auf das plastische Flie-
fen nimmt, ist allein der Spannungsdeviator ausschlaggebend. Barlat et al.| (1997
und [Tian et al.| (2004) zeigten die Anwendung des Schichtstauchversuchs zur Auf-
nahme von Fliekurven, die fiir den aquibiaxialen Zugspannungszustand aussa-
gekraftig sind. [Merklein und Kuppert| (2009) betrachteten die Auswirkungen des
anisotropen Flieflens auf den Schichtstauchversuch. Auflerdem lésst sich das Deh-
nungsverhaltnis r, mit diesem Versuch bestimmen. Dieser Versuch benétigt jedoch
idealerweise Kontaktflichen ohne Reibung, da sonst kein einachsiger Druckzustand
vorliegt. Dies kann jedoch in der Realitit nicht vollstandig garantiert werden. An
und Vegter (2005) schlugen den Einsatz von Teflon-Folien vor, um dieses Problem

zu mindern. Auflerdem gestaltet sich die Dehnungsmessung schwierig. Bei Verwen-
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dung der Stauchweges zur Berechnung des Umformgrades ist somit ebenfalls bei

Reibung ein Fehler zu erwarten.

Zugversuch mit ebenem Formanderungszustand

Um den ebenen Formanderungszustand zu charakterisieren, kann eine Variante
des Zugversuchs eingesetzt werden. Bei diesem Zugversuch mit ebenem Forméan-
derungszustand werden Dehnungen in Breitenrichtung unterdriickt. Stattdessen
soll die gesamte plastische Deformation in Zugrichtung durch eine Ausdiinnung
der Blechstarke realisiert werden. Der dabei auftretende Spannungszustand un-
terscheidet sich somit grundsétzlich vom einachsigen Zugversuch. Wagoner (1980)
schlagt hierzu eine Geometrie der Zugprobe vor, bei der die Umformzone eine
deutlich grofere Breite als Hohe aufweist (siehe Bild [2.11a). Durch den hohen
Widerstand in Breitenrichtung wird die entsprechende Dehnung verhindert. Auf-
grund der Randeinfliisse ist die Spannungs- und Dehnungsverteilung an den Seiten
der Umformzone inhomogen. An et al.| (2004) zeigten die Moglichkeit, mit ver-
schiedenen Probenbreiten die Spannung in Zugrichtung zu ermitteln, indem der
Einfluss der Randinhomogenitat konstant angenommen wird. Insbesondere fiir die
Anpassung der FlieBortkurve fiir anisotrope Werkstoffmodelle ist der Punkt der
ebenen Forménderung interessant. Dieser reprasentiert im ersten Quadranten die
beiden Stellen, in denen die FlieBfliche die Steigung 0 bzw. unendlich hat (siche

b)

01
A
Ebener Form-
anderungs- T
\ zustand €EFZ

b

) b,

|

Bild 2.11: Zugversuch mit ebenem Forménderungszustand: a) Probengeometrie;
b) Relevanz des ebenen Formanderungszustandes fiir die FlieBortkurve
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Bild [2.11p). Die Richtung der Formédnderungsgeschwindigkeit £gpy ist an diesen
beiden EFZ-Punkten somit ebenfalls senkrecht bzw. waagerecht. Die Bestimmung
der zweiten Zugspannungskomponente ist jedoch schwierig, da diese nicht gemes-
sen werden kann. Somit kann zwar die Ausdehnung der Flieortkurve in op- und
om-Richtung bestimmt werden, die jeweils andere Koordinate des ebenen Formén-
derungszustandes im Hauptspannungsraum bleibt jedoch unbekannt. Ahnlich wie
bei biaxialen Zugversuchen tritt Versagen bereits bei relativ geringen Dehnungen

in einer Zugprobe mit ebenem Forménderungszustand auf.

2.2.3 Scherversuche

Scherversuche sind fiir die Blechcharakterisierung weitverbreitet. In der Regel wird
die Scherung durch eine geradlinige translatorische Bewegung erzeugt. Das Prinzip
dieser sogenannten einfachen Scherung wird in Bild dargestellt. Ein recht-
winkliges Element erfahrt an der Ober- und Unterkante eine parallel zu den Kanten
verlaufende Verschiebung, sodass ein Parallelogramm entsteht. Bei dem vorgegebe-
nen Koordinatensystem wirkt eine Schubspannung 7y,. Die anderen Normal- und
Schubspannungskomponenten sind 0. In Bild ist der Mohr’sche Spannungs-
kreis fiir den Scherspannungszustand in der xy-Ebene dargestellt. Hieran lésst sich
verdeutlichen, dass die Hauptspannungsrichtungen um 45° zur Richtung der Scher-
spannung rotiert sind. Die Hauptspannungen in der Ebene sind somit entgegen-
gesetzt gleich grofl. Im plastischen Zustand lasst sich der Spannungstensor fiir die
einfache Scherung sowohl mit

0 T O 0 k 0

o= |, 0 0|=|k 00 (2.44)
0 0 0 000

als auch in Form der Hauptspannungen mit

o1 0 0 k0 0
o=10 o, 0|=]0 —k 0 (2.45)
0 0 0 0 0 0

darstellen. Dabei ist £ die ScherflieBspannung. Der Winkel 7 lasst sich in die Scher-
dehnung ~ mit

7 = tan(n) (2.46)
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a) b)
Ay a1

Bild 2.12: a) Einfache Scherung an einem rechteckigen Element; b) Mohr’scher
Spannungskreis fiir den ebenen Scherspannungszustand

iiberfithren. Bei kleinen Dehnungen kann naherungsweise
v R (2.47)

angenommen werden. Shrivastava et al.| (1982)) zeigten, dass der Vergleichsumform-
grad bei Scher- und Torsionsversuchen mit

e (2.48)

Py = /3

berechnet werden kann. Tekkaya/ (1994)) zeigte zudem, dass sich die Materialorien-
tierungen mit zunehmender Verzerrung relativ zu der Belastungsrichtung verdre-
hen.

Bild zeigt vier Varianten des Scherversuchs: Scherversuch nach [Tekkayal
(1980), den einseitigen Scherversuch, den Scherversuch nach ASTM-Norm (ASTM
B&831, 2005) und den Scherversuch nach Miyauchi| (1984)). Diese sollen im Folgenden
kurz vorgestellt werden.

Einseitiger Scherversuch

Der einseitige Scherversuch ist eine naheliegende Methode zur Gestaltung eines ebe-
nen Scherversuchs fiir Blechwerkstoffe. Dieser Versuch wurde unter anderem von
Rauch| (1998) und Bouvier et al. (2006) analysiert. Die Probe besteht aus zwei Ein-
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spannbereichen und einer dazwischen liegenden Scherzone (vgl. Bild [2.13h). Die
Durchfiihrung eines solchen Versuchs entspricht somit der grundlegenden Idee eines
Scherversuchs. Bei der experimentellen Umsetzung ist die Einspannung ein wichti-
ger Aspekt. Durch das entgegengesetzt gerichtete Kriftepaar, dessen Wirkungslini-
en parallel versetzt zueinander verlaufen, entsteht ein resultierendes Drehmoment.
Um das Rutschen unter der Klemmung zu vermeiden, ist haufig eine aufwendige Ge-
staltung der Spannwerkzeuge notwendig. Ein wesentlicher Nachteil zum einachsigen
Zugversuch ist die inhomogene Verteilung von Spannung und Dehnung innerhalb
der Scherzone. Insbesondere nahe den Réandern entstehen Spannungsspitzen, wel-
che die Rissbildung mit fortschreitender Deformation begiinstigen. Auf diese Art
und Weise ist die aus der Scherkraft und der Scherflache ermittelte Schubspannung
ein Mittelwert, welcher nicht genau die Spannungsverteilung beschreiben kann. In

der Arbeit von Bouvier et al.| (2006) wird daher empfohlen, die Abmessungen der

Scherzone so auszulegen, dass ein moglichst hohes Verhaltnis von Lange zu Breite
entsteht. Optimalerweise soll ein Verhéaltnis von 10:1 gewahrleistet sein, sodass der
annahernd homogene Bereich in der Mitte der Scherzone iiber eine grofie Flache
verteilt ist.

a)

b)y

NN
N

- Scherzone - Kraft
% Deformierte Scherzone NN\ Einspannung /

Bild 2.13: Scherversuche fir Blechwerkstoffe: a) Scherversuch nach [Tekkaya
1980)); b) Einseitiger Scherversuch; ¢) Scherversuch nach ASTM B831
2005); d) Scherversuch nach Miyauchi| (1984)
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Scherversuch nach Tekkaya

Ein frither Ansatz zur Priifung von Blechen unter Scherung ist der Vorschlag
zur Verwendung einer Parallelogramm-Form nach [Tekkaya (1980) und |[Tekka-
va et al| (1982a)). Bild zeigt die spezielle Geometrie. Durch die Drehung
der Belastungs- und Kraftrichtung um den Winkel von ¢* = arcsin% ~ 19,5°
und zusétzlich einer schiefen Scherzonengeometrie mit einem Winkel von g* =
arctan (4 tan ¢*) & 54,7° kann die Inhomogenitat und Verzerrung der freien Kanten
minimiert werden. Die experimentelle Umsetzung einer solchen Probengeometrie
und Versuchskinematik ist jedoch mit hohem Aufwand verbunden. Um wéahrend der
Deformation weiterhin die Inhomogenitiaten an den Randern minimal zu halten,
ist zudem eine Veranderung des Winkels ¢* mit fortschreitender Belastung not-
wendig. Da nicht der Zustand der einfachen Scherung in der Umformzone erzeugt
wird, sondern eine mit Zugspannungskomponenten tiberlagerte Scherbelastung, hat

dieser Versuch kaum Anwendung gefunden.

Scherversuch nach ASTM B831

Die Norm ASTM B831 beschreibt eine Scherprobe, die durch ihre Gestaltung mit
der Kinematik eines Zugversuchs gepriift werden kann. Die Anordnung der Schlitze
bewirkt eine Dehnungslokalisation in dem zentralen Probenbereich. Der Nachteil
der Inhomogenitat in der Scherzone ist wie bei dem einseitigen Scherversuch vor-
handen. Durch die entfernte Einspannung kann bei der Belastung der Probe jedoch
eine Verdrehung der Scherzone auftreten. Merklein und Biasutti| (2011) zeigten ei-
ne Weiterentwicklung auf der Basis der ASTM-Norm, bei der zusétzliche Abstiit-
zungen nahe der Umformzone zum Einsatz kommen. Mit diesen Stiitzelementen

Fu

S S S S

Bild 2.14: Geometrie der Scherprobe nach [Tekkaya/ (1980) in Form eines Paralle-
logramms mit einem Innenwinkel von $* = 54,7° und einer gedrehten
Belastungsrichtung um ¢* = 19,5°
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konnen auch Druckbelastungen auf der Probe ohne Gefahr des Ausknickens aufge-
bracht werden. Durch diesen zusatzlichen Einspannaufwand wird die Einspannfla-
che direkt an die Scherzone verlegt.

Scherversuch nach Miyauchi

Miyauchi| (1984)) schlug eine Scherprobe mit zwei symmetrisch angeordneten Scher-
zonen vor. Mit dieser Geometrie ist es moglich, das aus dem einseitigen Scher-
versuch entstehende resultierende Drehmoment zu vermeiden. Dazu werden drei
Einspannbereiche bendétigt. Die beiden dufleren Spannflichen werden in dieselbe
Richtung gezogen, wihrend die mittlere Einspannung unbeweglich bleiben kann.
Die Scherdeformation tritt dabei in beiden Scherzonen spiegelverkehrt zueinander

auf (Bild [2.15)). Wenn die Probe im 45°-Winkel zur Walzrichtung ausgeschnit-

Walzrichtung T

ox >0
oy <0

T

Bild 2.15: Rotierte Hauptspannungsrichtungen beim Scherversuch nach Miyauchi

ten ist, so liegen die Hauptspannungsrichtungen jeweils in Walzrichtung und quer
dazu. Doch wird in einer Scherzone die positive Hauptspannung in Walzrichtung
liegen, wihrend in der anderen Zone die negative Hauptspannung in Walzrichtung
zeigt. Bei Werkstoffen mit isotropem Verhalten hat diese Eigenschaft keine negati-
ven Folgen fiir die Auswertung. Falls jedoch eine Art Richtungsabhéingigkeit oder
kinematische Verschiebung des FlieBortes existiert, wird anhand der Auswertung
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des Kraftsignals ein Mittelwert zwischen den beiden unterschiedlichen Scherspan-
nungen gebildet, welches nicht das eigentliche Werkstoffverhalten wiedergibt.

Trotz verschiedener vorhandener Normen fiir Scherversuche, beispielsweise in
ASTM, ist die Anwendung zur FlieBkurvenermittlung kein Standard. Inhomo-
genitidt und Kanteneinfliisse sind bei allen Scherproben dieser Art ein Problem,
welches zu Abweichung in der Spannungsberechnung sowie zur Rissbildung an
den Réandern fithrt. Durch die Néahe der Einspannung zur Umformzone sind hohe
Anforderungen an Spannflichen und den gesamten Versuchsaufbau die Regel.

2.2.4 Der ebene Torsionsversuch

Der ebene Torsionsversuch als Priifverfahren fiir Blechwerkstoffe wurde zuerst
von Marciniak (1961) vorgestellt. Als erste Anwendung wurde die Aufnahme zy-
klischer Fliekurven von Kupferblechen vorgestellt. Eine weitere Anwendung zur
Ermittlung des Formanderungsvermogens zéahlt ebenfalls zu den Anfangen dieses
Versuchs (Marciniak et al., [1973). [Sowerby et al.| (1977)) entwickelten einen Ansatz
zur Beschreibung des Verzerrungszustandes in einer Torsionsprobe. Spater wurde
dieser Versuch hinsichtlich der FlieBkurvenaufnahme am Institut fiir Umformtech-
nik der Universitdt Stuttgart angewendet und weiter untersucht (beispielsweise
Pohlandt und Tekkayal, [1985). Auch die Faltenbildung wurde ausfiithrlich disku-
tiert (Bauer], |1987). Die Forschungsergebnisse fanden Eingang in die Dissertation
von Bauer| (1989). An dieser Stelle sollen die grundlegenden Eigenschaften und be-
kannten Auswertemethoden des ebenen Torsionsversuchs vorgestellt werden. Die
in diesem Abschnitt ausgefithrten Informationen stammen aus den oben ge-
nannten Quellen und dienen als Basis weiterer Untersuchungen.

2.2.4.1 Versuchsdurchfiihrung

Die Probe eines ebenen Torsionsversuchs ist eine runde Blechscheibe. Diese wird
konzentrisch innen und auflen eingespannt (siehe Bild . Die innere Einspan-
nung fixiert eine volle kreisrunde Fléche im Zentrum der Probe. Die duflere Ein-
spannung ist in der Regel ringféormig gewéhlt, um einen rotationssymmetrischen
Probenbereich zu erzeugen. Werden die Einspannungen zueinander verdreht, so
konnen in dem dazwischen liegenden freien Ringbereich elastische und plastische
Forménderungen stattfinden. Es tritt wihrend der Umformung ein Drehmoment M
in Abhéangigkeit zum Verdrehwinkel ¢ auf. Zusétzlich sind entsprechende Klemm-
kréfte erforderlich, die auf die innere und duflere Einspannung wirken (Marciniak,
1961)).
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Bild 2.16: Schematischer Aufbau des ebenen Torsionsversuchs gemafl Marciniak
(1961) und |[Pohlandt und Tekkaya; (1985)

2.2.4.2 Spannungszustand

In dem freien ringformigen Bereich zwischen den Einspannungen findet einfache
Scherung statt. Bild zeigt den Freischnitt einer belasteten Torsionsprobe.
Bei einer kreisformigen Schnittfliche am Radius r ergibt sich als einzige Schnitt-
grofle die Scherspannung 7.4, wobei die Richtungen 7 und ¢ die Blechebene in
Zylinderkoordinaten beschreiben. Die Spannung 7,4 ist iber dem Umfang konstant
verteilt. Ferner existieren keine weiteren Normalspannungskomponenten in dieser
Darstellung. Aus der Gleichgewichtsbedingung ergibt sich fiir den Fall eines homo-
genen, isotropen Werkstoffes im ebenen Torsionsversuch die Schubspannung aus
dem Drehmoment M und der Blechdicke ¢ mit

M

—. 2.49
2m -t r? (2.49)

T = Tr¢p =
Zudem ist die Hohe der Spannung vom Quadrat des radialen Abstands r zum Mit-
telpunkt abhangig. Das bedeutet, dass zu jedem Zeitpunkt unter Last ein radialer
Spannungsgradient in der Probe vorliegt. Die grofite Spannung befindet sich dem-
nach an der inneren Einspannung und nimmt mit zunehmendem radialen Abstand
zum Mittelpunkt ab.
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Bild 2.17: Darstellung des ebenen Torsionsversuchs im Freischnitt

2.2.4.3 Dehnungszustand

Die Deformation einer ebenen Torsionsprobe lésst sich anhand der Verzerrung einer
radialen Linie verdeutlichen (Bild [2.18)). Bei einem Drehwinkel von « zwischen den
Einspannungen wird eine zunachst gerade Radiallinie zu einer Kurve mit verander-
licher Kriimmung zwischen den Einspannradien r; und r, . Unter der Annahme,
dass keine Verschiebungen in radialer Richtung und Blechdickenrichtung vorhan-
den sind, berechnet sich die Scherdehnung v geméaf Marciniak et al.| (1973) durch

dv
=t =r.-—. 2.50
1) = tany =+ (2:50)
Ahnlich zur Verteilung der Spannung befinden sich die grofiten Forménderungen
am Rand der inneren Einspannung. Mit zunehmendem radialen Abstand nimmt
der Winkel 7 ab. Marciniak et al. (1972;|1973)) beschreiben einen Ansatz zur Berech-
nung der Scherdehnung v unter Annahme des Verfestigungsgesetzes nach Hollomon

(1945) und stellte die Beziehung

of = — Yt (2.51)

NS

her, mit der die kritische Scherdehnung ¢ zum Zeitpunkt des Versagens mit dem
Drehwinkel af berechnet werden kann. Der Verfestigungsexponent n stammt hier-
bei aus der Hollomon-Beziehung

ke = O™, (2.52)
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Bild 2.18: Darstellung des Scherwinkels 1 anhand einer verzerrten Radiallinie
nach Marciniak und Kotodziejski| (1972)

Darauf aufbauend fiihrte [Tekkaya et al. (1982b) den kritischen Auswerteradius mit

r*=ri-e2 (2.53)

ein, an der die Scherdehnung mit

200

y(r*) = . (2.54)

berechnet werden kann, um FlieSkurven zu ermitteln.

2.2.4.4 Auswertungsmethoden

Die besondere Verteilung von Dehnung und Spannung im ebenen Torsionsversuch
ist ein Hauptunterscheidungsmerkmal zu anderen Versuchen zur Charakterisierung
von Blechwerkstoffen. Bauer (1989) beschreibt zwei verschiedene Moglichkeiten der
Auswertung:



Methoden zur Fliekurvenermittlung fiir Blechwerkstoffe 35

e _Spiralenmethode®
e . Drehmoment-Verdrehwinkelmethode*

Die Spiralenmethode basiert auf der Deformation einer Radiuslinie, die von einer
geraden Linie zu einer Spiralenform verzerrt wird. Die Vermessung einer solchen
verzerrten Radiallinie stellt eine effektive Auswertungsmethode dar. Diese Vor-
gehensweise wird dadurch ermoglicht, dass zu jedem beliebigen Zeitpunkt wah-
rend der plastischen Forménderung ein Spannungs- und Dehnungsgradient in der
Probe vorliegt, die Informationen iiber die FlieSkurve liefern kann. Durch die Mes-
sung des Kurvenverlaufs zu einem Zeitpunkt ¢t und die Zuweisung des entsprechend
wirkenden Drehmoments M (t) lasst sich die Schubspannungsverteilung 7(r,t) aus
Gleichung zu der gemessenen aktuellen Scherdeformation ~(r,t) auftragen.
Somit kann eine ScherflieBkurve aus einem einzigen Zustand der verzerrten Radial-
linie entnommen werden. Mit der Annahme des isotropen Flielens nach von Mises
lasst sich die Fliespannung durch

ke =V3-71 (2.55)

berechnen. Die Vergleichsdehnung ergibt sich wie bei den Scherversuchen (vgl.

Abschnitt [2.2.3) aus

a (2.56)

v — \/37
sodass eine FlieBkurve k¢(¢) aus der ScherflieBkurve abgeleitet werden kann. Sinn-
vollerweise ist der Zeitpunkt der Auswertung bei der hochsten Drehmomenten-
Belastung zu wahlen. Dann kann die FlieSkurve mit der héchsten Forménderung
ermittelt werden. Der Hauptunterschied zu anderen Prifverfahren zur FlieSkur-
venermittlung liegt in der nachgeschalteten Messung. Wahrend z.B. der einachsige
Zugversuch aufgrund der homogenen Spannungs- und Dehnungsverteilung kon-
tinuierliche Messungen erfordert, kann beim ebenen Torsionsversuch ein einziger
deformierter Zustand gentigen, um eine vollstandige FlieBkurve fiir monotone Be-
lastungen aufzuzeichnen. Nachteilig bei der Verfolgung von verzerrten Radiallinien
ist die aufwendige Auswertung, welche bisher auf handischer Messung basiert. Da,
sich ein hoher Gradient der Dehnung in einem geringen Bereich ausbildet, fithren

bereits geringe Ablesefehler zu groflen Abweichungen im Ergebnis.

Alternativ zur Auswertemethode der verzerrten Radiallinien kann auch eine kon-
tinuierliche Messung an einer lokalen Stelle der Probe durchgefiihrt werden. Dazu
wird ein Radius r* ausgewéhlt, fir dessen Position die dort wirkende Schubspan-
nung mit Gleichung bestimmt wird. Mit der Messung des Verdrehwinkels
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¥* an dieser Stelle lasst sich durch Differenziation nach dem Drehmoment M die
Scherdehnung mit

S
T T oM T am

(2.57)

bestimmen (Bauer und Péhlandt], [1986)). Die Verwendung des gemessenen Drehwin-
kels der Priifanlage kann infolge von Rutschbewegungen zwischen Spannwerkzeug
und Probe zu Fehlern fiihren. Eine Messung direkt auf der Oberfliche der Probe

ist jedoch bisher ebenfalls nur mittels manueller Auswertung moglich.

2.2.4.5 Grenzen des ebenen Torsionsversuchs

Verschiedene Effekte wéahrend der Versuchsdurchfithrung konnen die erzielbare
bzw. auswertbare Formédnderung und somit die Lénge der ermittelten FlieSkur-
ve begrenzen. Dies tritt ein, wenn beispielsweise eine Steigerung des Drehmoments
nicht mehr moglich ist, Faltenbildung stattfindet oder die Auswertung der Defor-
mation nicht mehr durchfithrbar ist.

Die innere Einspannung ist ein kritischer Punkt bei der Ubertragung des Drehmo-
ments zwischen Priifvorrichtung und Probenkorper (Bauer, [1989). Aufgrund der
geringen Flache und des kleinen Hebelarms sind hohe Einspannkrafte notwendig.
Wenn ab einem bestimmten Drehmoment der erforderliche Reibschluss nicht mehr
geniigt, findet ein Durchrutschen unter der Einspannfldche statt. Je nach Werkstoff
kann Versagen des Blechs in der Einspannung entstehen.

Gese et al.| (2007) zeigten eine ebene Torsionsprobe mit einer eingebrachten Rund-
nut mit rechteckigem Querschnitt, deren Ziel die Ermittlung von FlieBkurven unter
reduzierter Drehmomentbelastung ist. Nahere Details zur Auswertung einer sol-
chen Torsionsprobe sind nicht in der Literatur bekannt. Es ist zu erwarten, dass
Kerbeffekte eine treibende Rolle bei der Rissinitiierung am inneren Rand der Nut
einnehmen, sodass Randeffekte die Spannungs- und Dehnungsverteilung innerhalb
der Nut beeinflussen.

Ebenfalls im Zusammenhang mit der inneren Einspannung steht das Verfestigungs-
verhalten des Werkstoffes. Bei geringer Verfestigung n neigt der Versuch dazu, die
Scherdeformation innerhalb eines kleinen Bereiches nahe der Einspannung zu kon-
zentrieren. Dabei verschiebt sich der Bereich der plastischen Deformation unter die
Einspannung, sodass dort das Durchrutschen beginnt und eine Auswertung nicht
mehr moglich ist.

Faltenbildung kann aufgrund der Druckspannungskomponenten im Belastungszu-
stand insbesondere bei diinnen Blechen auftreten. Detaillierte Untersuchungen zu
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dieser Instabilitdt des ebenen Torsionsversuchs sind von Bauer| (1987, [1989) be-
kannt. Falten entstehen, wenn die Druckspannungskomponenten in der Umform-
zone so grofl werden, dass der Probenkorper aus der Blechebene geknickt wird.
Dieser Vorgang ist ahnlich zur Faltenbildung im Flansch beim Tiefziehen. Dabei
ist zu beobachten, dass die Wahl des inneren Einspannradius r; die Faltenneigung
beeinflusst. Je grofer r; ist, desto eher beginnt das instabile Beulen. Bauer| (1989)
stellte fest, dass trotz Faltenbildung die Versuche bis zu einem gewissen Grad aus-
wertbar bleiben.

Pohlandt und Tekkayal (1985) haben das Prozessfenster des ebenen Torsionsver-
suchs am Beispiel des Werkstoffs Al98,7w erarbeitet (Bild , das aus drei
Begrenzungen zusammengesetzt ist. Die Haftgrenze bildet das iibertragbare Dreh-
moment ohne Durchrutschen an der inneren Einspannung ab. Die Grenze der Fal-
tenbildung wird bedeutsam, wenn der innere Einspannradius r; im Verhaltnis zur
Blechdicke ¢ zu grofi gewéhlt wird. Die dritte Grenze wird durch die Priifvorrich-
tung vorgegeben, deren maximale ertragbare Belastung im gezeigten Fall bei M =
200 Nm liegt.

Aufgrund seiner Beschaffenheit ist der ebene Torsionsversuch nicht in der Lage,
richtungsabhéngige Kennwerte in der Blechebene zu ermitteln. Das gemessene
Drehmoment ist stets ein Integral iiber den gesamten Umfang der Probe. Entspre-
chend dem anisotropen FlieBkriterium nach [Hill (1948) schlagt Bauer| (1989)) vor,

3,0
Werkstoff: Al 98,7w
25 Torsionsfestigkeit: 100 N/mm?
’ zulassiges Drehmoment: 200 Nm
£
g 20 Haftgrenze
E Grenze durch maximal
o115 zulassiges Drehmoment
2 Prozessfenster der Prifvorrichtung
S 1,0 \\\> ~
2 -
@ - Faltenbildung
0,5 -
0
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Innerer Einspannradius r, in mm

Bild 2.19: Prozessfenster des ebenen Torsionsversuchs fiir A198,7w nach Pohlandt
und Tekkaya/ (1985))
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die Korrektur der FlieBkurve anhand der aus einachsigen Zugversuchen ermittelten

senkrechten Anisotropie r, vorzunehmen:

ke =T7-V3- m (2.58)

2.3 Ermittlung der kinematischen Verfestigung

Es existieren verschiedene Blechpriifverfahren mit Lastumkehr zur Charakterisie-
rung der kinematischen Verfestigung. Diese basieren in vielen Fallen auf denselben
Versuchsaufbauten und Proben zur Ermittlung (monotoner) FlieSkurven. Jedoch
ist nicht jedes in Abschnitt dargestellte Verfahren fiir zyklische Belastungen
geeignet. Die fiur die kinematische Verfestigung anwendbaren Priifverfahren las-
sen sich in drei Kategorien unterteilen: Zug-Druck-Versuche, Biegeversuche und
Scher-/Torsionsversuche.

2.3.1 Zug-Druck-Versuche

Eine naheliegende Methode fiir Lastumkehr-Versuche ist die Adaption des Zug-
versuchs, welcher zum Zug-Druck-Versuch wird. Dabei wird eine Probe zunachst
unter Zugbelastung gestreckt und im Anschluss durch Druckbelastung wieder ge-
staucht (Abel und Ham) |1966). Durch die Homogenitat und den einachsigen Span-
nungszustand konnen die Messergebnisse direkt in zyklische Spannungs-Dehnungs-
Diagramme eingesetzt werden. Fiir die Lastumkehr ist die Geometrie des Standard-
Zugversuchs fiir Blechwerkstoffe unbrauchbar, da diese bei Druckbelastung bereits
im elastischen Fall knicken wiirde. Zur Vermeidung des Ausknickens wurden ver-
schiedene experimentelle Losungsvorschlage in der Literatur vorgestellt. [Tan et al.
(1994)) verwendeten eine Stiitzapparatur fiir die Ausgangslange der Probe, welche
jedoch Reibungskontakt aufweist. (Cao et al. (2009)) entwickelte schrag aneinander
abgleitende Stiitzelemente, die mit einer Feder zusammengehalten werden. Dadurch
wird stets die komplette Probenlédnge gestiitzt, jedoch verfalscht dabei auch die Rei-
bung das Kraftsignal. Indem mehrere Probenschichten iibereinander gemeinsam
eingespannt werden, versuchten [Yoshida et al.| (2002), die Knickgefahr zu reduzie-
ren. Dennoch konnte nicht komplett auf eine Abstiitzung verzichtet werden. Um
die Reibung hierbei zu verringern, wurden Vaseline und Teflonfolie angewendet.
Einen anderen Ansatz wéahlten [Widmark et al.| (2000). Durch eine Miniaturisie-
rung der Probengeometrie, insbesondere der Probenlédnge, kénnen Ausknickungen
bei geringen Stauchgraden verhindert werden. Diese sind jedoch bei Erreichen ei-
ner bestimmten Stauchung unvermeidbar. Somit ist die Gestaltung der Lastpfade
stark von der Knickgefahr der jeweiligen Probe begrenzt.



Ermittlung der kinematischen Verfestigung 39

Fiir Zugversuche mit ebenem Forménderungszustand existieren ebenfalls Vorschla-
ge fiir die Lastumkehr (Flores et al., [2007)). Dabei ist die Problemstellung &hnlich
zum einachsigem Zug-Druck-Versuch Lastumkehr bei biaxialen Zugversuchen oder
beim hydraulischen Tiefungsversuch sind aufgrund der experimentellen Gegeben-
heiten nicht ohne Weiteres moglich. Es existieren zwar Ansatze zur Realisierung
biaxialer Druckversuche (Zillmann et al., 2010]), doch kénnen diese eigenstandigen
Versuchsapparaturen nicht mit biaxialen Zugbelastungen kombiniert werden.

2.3.2 Zyklische Biegeversuche

Mithilfe von Wechselbiegeversuchen kénnen jedoch zweiachsige Spannungszustén-
de mit Lastwechsel realisiert werden. Bei ausreichender Probenbreite wird die De-
formation in Querrichtung verhindert, sodass der ebene Forménderungszustand
entsteht. Aufgrund der relativ einfachen experimentellen Durchfithrung werden zy-
klische Biegeversuche héaufig angewendet. Ein Priifstand mit einem Schrittmotor
wurde von [Yoshida et al.| (1998)) entwickelt, bei der das eine Ende der Biegeprobe
an dem verschiebbaren Motor angebracht ist, wihrend das andere Ende fest einge-
spannt wird. Boers et al| (2010]) zeigten einen Ansatz, mit der eine Biegung ohne
Reibungskontakt eingestellt werden kann. Die Auswertung von Biegeversuchen ist
jedoch aufwéndig. Da ein Gradient iiber die Blechdicke entsteht, konnen Span-
nungen und Dehnungen nicht direkt ermittelt werden, sodass die Identifikation
der Parameter iiber eine inverse Methodik durchgefithrt werden muss. Aus diesem
Grund werden Biegeversuche auch selten fiir monotone Belastungen eingesetzt.

2.3.3 Zyklische Scherversuche

Im Vergleich mit den zuvor beschriebenen Methoden zur Durchfiihrung von zykli-
schen Versuchen mit Lastumkehr bieten Scherversuche eine Reihe von Vorteilen.
Die ebene Scherung ist in beiden Belastungsrichtungen symmetrisch, sodass die
experimentellen Randbedingungen wie beispielsweise die Lasteinleitung bei Last-
umkehr unverandert bleiben. Ohne die Gefahr des Ausknickens konnen relativ grofe
Deformationen in der Riickbelastung erzielt werden. Entsprechende experimentelle
Anséitze wurden beispielsweise fiir den Miyauchi-Versuch (Miyauchi, [1984)), den ein-
seitigen Scherversuch (Hu et al. [1992) sowie eine modifizierte Version des ASTM-
Scherversuchs (Merklein und Biasutti, 2011)) vorgestellt. Im Idealfall bleibt die
Forméanderungsgeschwindigkeit konstant, da der Querschnitt ebenfalls unverandert
bleibt. In der Realitat stellt die inhomogene Spannungs- und Dehnungsverteilung
durch die Randeinfliisse eine Fehlerquelle dar. Die Verdrehung der Werkstofforien-
tierungen gegeniiber der Belastungsrichtung wahrend der plastischen Scherung ist
zudem ein unerwiinschter Effekt, der die Vergleichbarkeit des Bauschinger-Effekts
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im zyklischen Scherversuch zu Ergebnissen des Zug-Druck-Versuchs erschweren
kann.

Der ebene Torsionsversuch wurde, wie bereits erwahnt, zuerst von Marciniak! (1961))
zur Analyse von kinematischer Verfestigung an Kupfer verwendet. Ein Vergleich
mit Rohr-Torsionsversuchen konnte dabei gute Ubereinstimmung liefern. Die Aus-
wertungsmethode basierte bereits damals auf der Messung von verzerrten Radial-
linien. Wie auch fiir die Ermittlung monotoner FlieBkurven wurde der Ansatz des
ebenen Torsiosnversuchs danach iiber lange Zeit nicht mehr verfolgt. Der Grund
ist ebenfalls die aufwendige Auswertung.

2.4 Charakterisierung des Schadigungsverhaltens

Versuche zur Identifikation des Versagenszeitpunktes bei der Blechumformung las-
sen sich ebenfalls in drei Kategorien unterteilen: technologische Priifmethoden fiir
das Tiefziehen, Ermittlung der Grenzforménderungskurve und Versuche zur Iden-
tifikation der Parameter fiir die Schadigungsmechanik.

Technologische Priifmethoden wie der Erichsen-Tiefungsversuch (DIN EN ISO
20482) oder der Tiefungsversuch nach Marciniak formen einen Napf aus einer
Ronde. Die Ziehtiefe, bei der Rissbildung einsetzt, gibt Aufschluss iiber die Tief-
ziehtauglichkeit des Werkstoffes. Die Verwendung der Ergebnisse fiir die numerische
Simulation ist dabei nicht direkt moglich.

Zur Bestimmung der Grenzformanderungskurve kénnen Nakajima-Versuche durch-
gefithrt werden, die in der Norm DIN EN ISO 12004-2 beschrieben sind. Dabei
werden mit einem kugelférmigen Stempel Proben mit unterschiedlich grofien Aus-
sparungen umgeformt, die je nach Geometrie einen anderen Dehnungspfad vorwei-
sen. Die Auswertung dieser Versuche zum Zeitpunkt der Rissbildung liefert dabei
den Verlauf der Grenzforméanderungskurve.

Die experimentelle Ermittlung von Kennwerten fiir die Schadigungsmechanik be-
notigt in der Regel eine Kombination von Versuchen mit unterschiedlichen Span-

nungszustanden, um verschiedene Werte fiir die Triaxialitat 1 oder den Lode-

Parameter L (sieche Gleichungen [2.30| und [2.31]) zu realisieren. Die Zielsetzung

bei der Auslegung von Proben zur Schédigungscharakterisierung liegt in der ge-
zielten Herbeifithrung von Rissen unter dem gewtinschten Belastungszustand. Eine
Standardisierung existiert fiir diesen Anwendungsfall bisher nicht. Bao und Wierz-
bicki (2004) demonstrierten die Charakterisierung des Rissverhaltens anhand von
Stauch-, Scher- und Zugversuchen. Dabei sind Stauchversuche bis zum Versagen
nur mit zylinderférmigen Probenkoérpern moglich, welche nicht fiir Blechwerkstoffe
angewendet werden konnen. Geeignet fiir Blechwerkstoffe sind gekerbte Zugversu-

che und Scherversuche. Mittels unterschiedlicher Kerbradien kann der Spannungs-
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zustand im Zugversuch beeinflusst werden, die gewiinschte Triaxialitdt ist somit
einstellbar. Scherversuche stellen eine andere Herausforderung dar. Verschiedene
Schidigungsmodellierungen wie beispielsweise von [Bao und Wierzbicki| (2004)) sa-
gen fiir die Scherbelastung ein Minimum der erreichbaren Forménderung voraus.
Die Charakterisierung dieses Belastungszustandes ist daher besonders interessant.

Doch das Hervorrufen von Versagen unter idealer Scherbelastung ist mit hohem
experimentellen Aufwand verbunden. Bild zeigt drei verschiedene Proben-
geometrien fiir Blechwerkstoffe. Shouler und Allwood| (2010)) entwickelten eine Pro-
benform, die durch Einspannung in eine Universalpriifmaschine Scherdeformatio-
nen bis zur Rissbildung erzeugt. Durch die Anordnung der Aussparungen lassen
sich unterschiedliche Dehnungsverhéltnisse von einfacher Scherung und Scherung
mit iiberlagerten Zuganteilen realisieren. Durch die Kerbwirkung sind solche Scher-
versuche jedoch nicht in der Lage, den idealen Scherspannungszustand an der Stel-
le der Rissinitiierung zu erreichen, da die Rissbildung durch die hohen Zugspan-
nungen am Rand der Scherzone auftreten. Verschiedene Arbeiten dokumentieren
die Verwendung von sogenannten ,Butterfly“-Proben, welche eine Ahnlichkeit zu
Schmetterlingsfliigeln besitzen (beispielsweise Mohr und Henn| [2007)). Diese konnen
in verschiedene Richtungen eingespannt werden, um unterschiedliche Belastungen
zu erzeugen. Die Probe kennzeichnet sich zudem durch eine speziell ausgeformte
Dickenreduzierung in der Umformzone aus, welche verhindert, dass Rissbildung
zuerst an den Kanten entsteht. Die Probenpriparation ist dementsprechend auf-
wendig, da durch einen Fras- oder Erodiervorgang die Tasche erstellt werden muss.
Dunand und Mohr| (2011)) optimierten diese Geometrie fir die Scherbelastung. Es
wurde jedoch gezeigt, dass die Rissinitiierung bei Scherung trotz des immensen
Aufwands nicht genau in der Mitte der Scherzone gewéhrleistet ist. Damit ist zum
einen die Abfalschung von der idealen Scherbelastung verbunden, zum anderen
geht auch ein nichtlinearer Dehnungspfad mit veranderlichen Werten fiir die Tria-
xialitdt und Lode-Parameter mit der Deformation einher. Die Versuchsauswertung
kann daher in der Regel nicht direkt durch analytisch berechnete Spannungs- und
gemessene Dehnungswerte erfolgen. Stattdessen wird héufig auf die inverse Me-
thodik zuriickgegriffen, indem die eingesetzte Probe mithilfe der Finite-Elemente-
Methode nachgebildet wird, sodass die gesuchten Werkstoffparameter als Losung
eines Optimierungsprozesses gefunden werden.

Die Anwendung des ebenen Torsionsversuchs zur Charakterisierung des Forméande-
rungsvermogens wurde bereits von Marciniak et al. (1972;(1973) diskutiert. Dabei
wurde das Versagen der Probe am Rand zur inneren Einspannung beobachtet. Die-
ses Vorgehen hat den Nachteil, dass die aufgebrachte Klemmkraft sowie eventuell
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Bild 2.20: Probenformen zur Charakterisierung des Scherversagens an Blechwerk-
stoffen nach a) [Shouler und Allwood| (2010), b) Dunand und Mohr
(2011)) und c) Bao und Wierzbicki| (2004))

vorhandene Strukturierungen im Einspannwerkzeug eine Spannungsiiberlagerung
erzeugen, die eine genaue Auswertung des Spannungszustandes verhindern.

Im Gegensatz zur Priifung von Blechwerkstoffen existiert tatsachlich ein Priifver-
fahren fiir Rohrgeometrien, welches in der Lage ist, Versagen unter idealen Scher-
belastungen zu erzeugen. In den Arbeiten Graham et al.| (2012) wurden Geome-
trien nach [Lindholm et al.| (1980) und [Barsoum und Faleskog (2007) verwendet,
welche aus einer Rohrprobe mit Rundnuten bestehen. Diese Nuten sind von auflen
und/oder von innen durch Drehen aufgebracht worden. Die geschwéchte Stelle stellt
eine Sollbruchstelle dar, an der Scherversagen erwartet wird. Durch eine zuséitz-
lich iberlagerte axiale Belastung konnen mit solchen Rohr-Torsionsversuchen ver-
schiedene Spannungszustiande fiir die Versagenscharakterisierung erzeugt werden.
Die Untersuchungen zeigten, dass mithilfe gekerbter Rohr-Torsionsversuche die ge-
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wiinschten Belastungszustinde stabil erreicht werden konnen. Nachteilig sind je-
doch die aufwendige Probenherstellung und die Beschrénkung auf Rohr-Halbzeuge.

2.5 Fazit Stand der Kenntnisse

In diesem Kapitel wurden Grundlagen der Werkstoffmodellierung fir die nume-
rische Simulation und Methoden zur Ermittlung der entsprechenden Kennwerte
dargestellt. Die Herausforderungen an die Priifverfahren zur Charakterisierung von

Blechwerkstoffen lassen sich folgendermafien zusammenfassen:

e Spannungszustand und Homogenitat: Zur Kalibrierung verschiedener
Flie- und Versagenskriterien ist das Priifen des Werkstoffs bei verschiedenen
Spannungszustanden erforderlich. Einachsige Zugversuche reichen allein nicht
aus. Zustande wie Scherung oder zweiachsige Zugbelastungen sind notwendi-
ge Ergénzungen. Die Realisierung dieser Spannungszustande ist nicht nur fir
Blechwerkstoffe aufwendig. Homogene Verteilung der Spannung und Dehnung
in der Umformzone wie beim Zugversuch sind die Ausnahme. Die Auswertung
vieler Experimente ist daher mit Fehlerquellen durch Mittelung iiber die Inho-
mogenitaten verbunden. Insbesondere bei der Scherbeanspruchung ist bisher
kein Blechpriifverfahren bekannt, welches unter den Bedingungen der idealen

ebenen Scherung den Werkstoff bis zum Versagen deformieren kann.

e Hohe Deformationen: FlieSkurven fiir die numerische Simulation von
Blechumformprozessen sollen in der Regel bis zu einem Umformgrad von
¢ = 1,0 vorgegeben werden. Dieser Wert kann mit keinem gangigen Blech-
priifverfahren erreicht werden. Der standardisierte Zugversuch kann maximal
Umformgrade bis ca. 0,3 erreichen. Am néchsten kommen hydraulische Tie-
fungsversuche mit bis zu ¢ ~ 0,7 bei idealen Bedingungen. Somit werden
Extrapolationsansatze notwendig, welche anhand von vorhandenen Messda-
ten das Verfestigungsverhalten bei hoheren Deformationen abschétzen. Die
Aussagekraft des jeweiligen Extrapolationsansatzes ist ohne entsprechen-
de Versuchsdaten nicht direkt bewertbar. Somit herrscht diesbeziiglich eine
gewisse Unsicherheit.

e Moglichkeit der Lastumkehr: Die Identfikation der kinematischen Ver-
festigung erfordert Priifverfahren mit der Moglichkeit zur Umkehr der Be-
lastungsrichtung. Die Adaption des Zugversuchs zu zyklischen Zug-Druck-
Versuchen ist mit hohem experimentellen Aufwand verbunden, da die Ge-
fahr des Ausknickens bei Druckbelastungen besteht, weshalb die Deformation

beim Stauchen stark beschrankt ist. Zyklische Biegeversuche kénnen aufgrund
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des Gradienten iiber die Blechdicke nur invers ausgewertet werden. Zyklische
Scherversuche sind eine weitere Moglichkeit zur Ermittlung zyklischer Ver-
festigungskurven. Die Inhomogenitat in der Scherzone ist jedoch hierbei eine
Fehlerquelle.

Hinsichtlich der oben dargestellten Herausforderungen besitzt der ebene Torsions-

versuch eine Reihe von positiven Eigenschaften:

e Einfache Scherung ohne Kerbwirkung: Dieser Versuch weist einen de-
finierten einfachen Scherspannungszustand auf, wobei der Betrag der Scher-
spannung vom Radius abhéngig ist. Es entstehen keine Inhomogenitaten wie
an den Randbereichen von anderen Scherversuchen.

e Kein friihzeitiges Versagen unter abweichenden Spannungszustan-
den: Da keine Rissinitiierung an Probenrédndern stattfinden kann, kénnen
sehr hohe Deformationen erreicht werden.

e Eignung zur Lastumkehr: Da die Scherung und Riickscherung beziiglich
der Probe symmetrisch ist, bereitet die Lastumkehr keine Schwierigkeiten
beim ebenen Torsionsversuch.

Trotz dieser Vorteile erfolgte die Nutzung des ebenen Torsionsversuchs zur Kenn-
wertermittlung bisher im geringen Umfang. Es liegen hauptsachlich zwei Griinde
fir die zuriickhaltende Verwendung vor. Zum einen wird bisher eine aufwendi-
ge Auswertemethodik angewendet, in der die Verzerrung von zuvor aufgebrachten
Radiallinien in Form von lokalen Steigungen vermessen werden muss. Zum an-
deren erfordert die Durchfithrung von ebenen Torsionsversuchen an Blechproben
eine ungewohnliche Kinematik, die durch Sonderkonstruktionen oder aufwendige
Umbauten von bestehenden Priifmaschinen realisiert werden muss.

Aktuelle Forschungsschwerpunkte in der Werkstoffmodellierung beztiglich der
FlieBkurvenermittlung, kinematischen Verfestigung und Schédigung beriicksich-
tigen noch nicht die experimentellen Moglichkeiten des ebenen Torsionsversuchs.
Gerade durch den Gradienten in Spannungs- und Dehnungsverteilung und das
Fehlen von Randeffekten weist dieser Versuch ein grofles Potenzial fiir die Blech-
charakterisierung auf, welches eine wertvolle Erganzung zu den bestehenden Priif-
verfahren bietet. Der hier vorhandene Forschungsbedarf zur Weiterentwicklung des
ebenen Torsionsversuchs im Hinblick auf neue Auswertungsmethoden und neue
Anwendungsfelder soll im nachsten Kapitel als Zielsetzung formuliert werden.

Diese dient als Grundlage fiir die vorliegende Arbeit.



3 Zielsetzung

Der ebene Torsionsversuch weist eine Reihe vorteilhafter Eigenschaften auf. Trotz
dieses Potenzials gehort dieses Priifverfahren bislang nicht zu den géngigen Me-
thoden der Kennwertermittlung fiir Blechwerkstoffe. Diese Arbeit strebt an, den
ebenen Torsionsversuch als ein Werkzeug zur Charakterisierung zu etablieren, in-
dem anhand einer geeigneten Experimentiertechnik effiziente Auswertungsmetho-
den und neue Anwendungsfelder erarbeitet werden. Hierzu ist auch ein verbessertes
Verstandnis tiber die Grundlagen des Versuchs notwendig. Durch diese Kenntnisse
soll der ebene Torsionsversuch fiir verschiedene Charakterisierungsaufgaben ver-
fiigbar gemacht werden und neben anderen Priifmethoden eine umfassende Para-

meteridentifikation fiir moderne Blechwerkstoffe ermdglichen.

Die aktuelle Entwicklung der optischen Dehnungsmessung soll auf die Auswertung
des ebenen Torsionsversuchs angewandt werden. Zu diesem Zweck ist ein entspre-
chender Priifaufbau mit optischer Zugénglichkeit zu realisieren. Mit der Einfiih-
rung und Diskussion entsprechender Messstrategien und Auswertungsmethoden ist
auch ein Vergleich mit den Ergebnissen aus dem einachsigen Zugversuch anzustel-
len. Néhere Untersuchungen sind im Bereich der inneren Einspannung erforderlich.
Hinsichtlich des Durchrutschens ist die Erhohung des iibertragbaren Drehmoments
durch konstruktive Mafinahmen zu priifen. Ebenfalls ist der Einfluss der an dieser
Stelle eingebrachten Druckspannungsiiberlagerung zu analysieren.

Grundlegende mechanische Betrachtungen zum ebenen Torsionsversuch koénnen
wertvolle Hinweise auf die Anwendungsgrenzen und Auswertungsmoglichkeiten lie-
fern. Zu diesem Zweck soll die analytische Beschreibung des Forménderungs- und
Spannungsverlaufs in Abhéngigkeit des elastischen und plastischen Werkstoffver-
haltens erarbeitet werden. Insbesondere der Einfluss der Verfestigung kann sowohl
analytisch als auch mittels numerischer Simulation ermittelt werden.

Im néchsten Schritt konnen mit den Moglichkeiten der optischen Dehnungsmessung
weitere Anwendungsfelder fiir den ebenen Torsionsversuch erschlossen werden, die
iiber die reine Ermittlung von FlieSkurven hinausgehen. Insbesondere fiir die Cha-
rakterisierung der kinematischen Verfestigung kann der ebene Torsionsversuch ei-
nen Beitrag leisten. Die Nutzung des Spannungsgradienten iiber den Radius kann
eine effektive Moglichkeit zur Ermittlung zyklischer Verfestigungskurven mit un-
terschiedlichen Amplituden darstellen. Eine entsprechende Auswertungsmethodik
ist daher zu entwickeln. Der Einfluss der Dehnungsamplitude auf die ermittelten

Werkstoftkennwerte ist zu priifen.
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Um den Einschrankungen des ebenen Torsionsversuchs bei anisotropen Blechwerk-
stoffen zu begegnen, konnen neue Ansétze bei der Probengestaltung sinnvoll sein.
Die Entwicklung und Analyse eines neuen Probenkonzeptes ist daher ein wichtiger
Schritt zur Erweiterung des Anwendungsspektrums. Die Eignung zur Ermittlung
der plastischen Werkstoffkennwerte ist fiir unterschiedliche Anwendungsfille zu de-
monstrieren.

Auch ist zu prifen, ob der ebene Torsionsversuch Potenzial zur Identifikation von
Parametern fiir die Schadigungsmechanik besitzt. Zu diesem Zweck ist ein Pro-
benkorper zu gestalten, bei dem die Rissbildung ohne Einfluss der inneren Ein-
spannung erfolgen kann. Die Erreibarkeit des idealen Scherversagens steht dabei
im Mittelpunkt der Analyse einer solchen neuartigen Probengeometrie.



4 Versuchsaufbau und Flie3kurvenermittlung

In diesem Kapitel wird zundchst der Aufbau der experimentellen Priifvorrichtung
erldutert. Die grundlegende Anwendung des ebenen Torsionsversuchs zur FlieSkur-
venermittlung wird mithilfe der optischen Dehnungsmessung neu erarbeitet. Dabei
werden zwei Auswertungsmethoden vorgestellt und verglichen. Weiterhin ist die
Analyse des Einflusses der inneren Einspannung auf das Ergebnis und die erreich-
baren Deformation Teil dieses Kapitels.

4.1 Experimentelle Priifvorrichtung

Die Entwicklung und Inbetriebnahme eines experimentellen Priifstandes fiir ebene
Torsionsversuche an Blechen ist eine wesentliche Voraussetzung zur Bewéltigung
der in dieser Arbeit beschriebenen Forschungsaufgaben. In diesem Abschnitt wer-
den die Anforderungen an eine solche Prifvorrichtung und die konstruktive Um-
setzung beschrieben. Weiterhin werden die zu messenden Gréflen diskutiert und
zwei Varianten der optischen Dehnungsmessung fiir den ebenen Torsionsversuch

vorgestellt.

4.1.1 Anforderungen

Im Bereich der Blechcharakterisierung sind Werkstoffstéarken von bis zu ¢ = 4 mm
interessant. Um eine einfache Handhabung und geringen Materialverbrauch zu rea-
lisieren, sollen Rundproben mit Durchmesser von D = 80 mm eingesetzt werden.
Der ebene Torsionsversuch erfordert eine konzentrische Anordnung der inneren
und aufleren Spannflichen in einer Ebene. Durch das aufzubringende Drehmo-
ment ist eine hohere Belastung aufgrund des geringeren Hebelarms in der inneren
Einspannung zu erwarten. Da das Element der inneren Einspannung mafigeblich
die Prozessgrenzen beeinflusst, sind aus diesem Grund hohe Einspannkréfte von
bis zu F; = 70 kN an dieser Stelle zu ermoglichen. Austauschbare Spannwerk-
zeuge miissen vorgesehen werden, um eine Veranderung des Innenradius oder der
Oberflachenstruktur gewéhrleisten zu kénnen. Im Gegensatz dazu ist die Drehmo-
mentiibertragung an der dufleren Einspannung deutlich unkritischer. Entsprechend

geringe Einspannkrafte F, reichen hier aus.

Die Priifvorrichtung soll eine gleichméflige, quasistatische Belastung ermoglichen.
Das aufzubringende Torsionsmoment M ist entsprechend dem erwartbaren Flie3wi-
derstand zu dimensionieren. Mit Gleichung lasst sich die hochste Schubspan-
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nung an der inneren Einspannung mit r» = r; berechnen. Das Drehmoment ergibt

sich somit als
M =27t 77 Tiax (4.1)

und muss demnach in der Lage sein, ausreichend hohe Spannungen und Dehnungen
zu erzeugen. Um auch hochfeste Feinbleche priifen zu konnen, soll ein Drehmoment
von mindestens M = 1000 Nm aufgebracht werden konnen. Damit lasst sich eine
Probe mit ¢ = 1 mm bei einem inneren Einspannradius von 7; = 15 mm bis zu einer
FlieBspannung von k; = 1200 MPa priifen. Entsprechend héheren Spannungen oder
hoheren Blechdicken kénnen durch eine Verringerung von r; begegnet werden.

Beim ebenen Torsionsversuch sind grundlegend zwei Messgrofien zu erfassen: Dreh-
moment M und Drehwinkel 6. Geeignete Messtechnik in Form von entsprechenden
Drehmomentsensoren und Winkelmessern sind in die Vorrichtung zu integrieren.
Dariiber hinaus ist die Konstruktion auf eine Weise zu gestalten, dass eine Seite

der Probe wahrend der Prifung fiir optische Messungen zuganglich bleiben muss.

4.1.2 Aufbau

Bild zeigt die zur Versuchsdurchfiihrung realisierte Priifanlage (Yin et al.,
2011). Um die hohen inneren Einspannkréfte zu gewédhrleisten, wird eine Universal-
Zugpriifmaschine verwendet. In dessen unterem Bauraum ist die Torsionspriifein-
heit implementiert. Diese besteht aus einem inneren, unbeweglichem Kern und
eine dulere Mantelkonstruktion, die mittels Walzlager um den Kern drehbar ist.
Mithilfe der Zugpriifmaschine vom Typ ZWICK 1475 kénnen Kréfte von bis zu
100 kN aufgebracht werden. Die Traverse ist mit dem oberen Werkzeug fiir die in-
nere Einspannung verbunden. Das untere Einspannwerkzeug ist auf einer mit der

Bodentraverse fest angeschlossenen Saule fixiert.

Wiéhrend die inneren Einspannbacken nicht beweglich sind, treibt ein Servomotor
die duBere Mantelkonstruktion iiber ein Schneckenradgetriebe an. Mit einer Uber-
setzung von n = 29 kann eine Drehgeschwindigkeit von maximal 100° pro Minute
erreicht werden. Das erforderliche maximale Drehmoment von M = 1200 Nm kann

dabei auch bei Verwendung von kleinen Servomotoren erreicht werden.

Die Anbindung des oberen inneren Einspannwerkzeugs erfolgt tiber einen schlan-
ken verldngerten Adapter. Die offene Gestaltung des Spannrings und des konischen
Zulaufs des Einspannwerkzeugs gewahrleisten die Zugénglichkeit fiir optische Deh-
nungsmesssysteme wahrend der Versuchsdurchfiihrung. Durch die Einspannsituati-
on kann jedoch eine vollflichige Vermessung der Probe im gesamten Umfang nicht
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Bild 4.1: Experimentelle Priifvorrichtung fiir ebene Torsionsversuche, integriert
in Universalpriifmaschine

realisiert werden. Je nach Anordnung der Messkameras kann ein Ausschnitt von

bis zu 90° erfasst werden.

4.1.3 Einspannwerkzeuge

Die stempelartigen Werkzeuge fiir die innere Einspannung sind austauschbar und
lassen sich mit verschiedenen Einspannradien r; einsetzen. Die duflere Einspannung
wird iiber acht Zylinderschrauben manuell angezogen. Der Einspannradius auflen
betragt r, = 30 mm. Bei einem Probendurchmesser von 80 mm wird somit ei-
ne 10 mm breite Ringflache eingespannt. Die Oberflichen der Einspannwerkzeuge
weisen eine Struktur auf, die als Muster von kleinen Pyramidenspitzen beschrieben
werden kann. Bild zeigt beispielhaft ein Werkzeug fiir die innere Einspannung.
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In der Mitte des Werkzeugs befindet sich eine Bohrung, um Proben beim Einlegen
in die Vorrichtung mithilfe eines Zylinderstiftes zu zentrieren. Die Strukturierung
umfasst dabei die gesamte Kontaktflache zur Probe. In der Standard-Konfiguration
sind die Spitzen in einem Rechteckmuster mit Abstinden von jeweils 1 mm ange-
ordnet. Mithilfe dieser Riffelung soll die iibertragbare Last zwischen Probe und
Werkzeug erhoht werden. Diese Strukturierung kann durch Frasen oder Erodie-
ren erzeugt werden. Durch einen Hartevorgang nach der Fertigung wird die Ver-
schleilbestandigkeit auch bei festeren Probenwerkstoffen gewahrleistet. Mit der
Positionierung eines Zylinderstiftes in die Mitte des unteren inneren Einspann-
werkzeuges wird eine einfache Zentrierung der Probe beim Einlegen ermoglicht.
Eine ausfiihrliche Analyse des Einflusses der inneren Einspannwerkzeuge und der
inneren Einspannkraft befindet sich in Abschnitt

4.1.4 Messung von Drehmoment und Drehwinkel

In Bild ist die Schnittansicht dieser Vorrichtung dargestellt. Der Drehmoment-
sensor ist eine Hohlwelle, die zwischen dem Schneckenrad und den Spannringen
angebracht ist. Dieser Sensor erfihrt die Rotationsbewegung und nimmt tiber ei-
ne DMS-Vollbriicke das tibertragene Drehmoment zwischen Schneckengetriebe und
Probeneinspannung auf. Es konnen Momente von bis zu 5000 Nm gemessen wer-
den. Durch die Verwendung von Zylinderstiften zur Ubertragung des Drehmoments
an einer Stelle wird der Momentensensor vor zu hohen Axialkraften geschiitzt.

Bohrung fur Zentrierstift

Riffelung durch Muster an Pyramidenspitzen

Bild 4.2: Oberflachenstruktur des inneren Einspannwerkzeugs durch Riffelung
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Zur Messung des Drehwinkels wird ein Drehwinkelsensor in Form eines inkremen-
tellen Zahlers verwendet. Um den Anteil der elastischen Dehnung der Maschinen-
komponenten zu minimieren, wird die Verdrehung zwischen dem unteren inneren
Einspannwerkzeug und dem Zwischenboden gemessen. Durch die Ausnutzung der
Signalvervierfachung kann der Verdrehwinkel 6 mit einer Auflosung von 0,018°

gemessen werden.

Oberes Einspannwerkzeug

ProbenbereiChx AuBere Einspannwerkzeuge
Drehwinkelsensor S ' Unteres Einspannwerkzeug
\%r

| |
| |
| : ) : |

Zwischenboden \> : ! ' ! : >-

. + + .
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7 * Axialkraft-
Anbindung — entkopplung
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| |

LS i ]

1 . A

:‘I‘? A N M
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Anschluss + *
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Bild 4.3: Priifvorrichtung des ebenen Torsionsversuchs in Schnittansicht
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4.1.5 Versuchswerkstoffe

Vier Blechwerkstoffe wurden im Rahmen von Kapitel 4] [ und [7] betrachtet. Es
handelt sich hierbei um jeweils zwei in der Automobilindustrie haufig verwende-
te Stahl- und Aluminiumlegierungen. Diese sollen im Folgenden kurz angefiihrt
werden.

e DCO0G6 ist ein unlegierter interstitiell-freier Stahlwerkstoff. Dieser Werkstoff
wurde kalt gewalzt und dressiert. Er zeichnet sich durch eine geringe An-
fangsflieBspannung, hohes Verfestigungsvermogen und eine hohe Duktilitat
aus.

e Der zweite Stahlwerkstoff ist ein Dualphasenstahl DP600 mit der offiziellen
Bezeichnung HCT600X. Hierbei handelt es sich um einen hochfesten Stahl,
dessen Mikrostruktur aus einer ferritischen und einer martensitischen Phase
besteht, wobei der Ferrit fiir die Duktilitat und der Martensit fiir die Festigkeit
des Werkstoffverhaltens verantwortlich ist (Llewellyn und Hillis, [1996)). Die

in dieser Arbeit untersuchten DP600-Bleche wurden beidseitig feuerverzinkt.

e AA5182-0 ist eine Aluminiumlegierung im weichgeglithten Zustand mit Ma-
gnesium und Mangan als Legierungselemente. Dieser Werkstoff wird im Au-
tomobilbau hauptsachlich fiir nicht sichtbare Strukturteile eingesetzt. Der
Grund ist die dynamische Reckalterung, auch als Portevin-Le-Chatelier-Effekt
(PLC-Effekt) bezeichnet. Bei der plastischen Umformung bilden sich Flieffi-
guren, welche eine rau wirkende Oberflache erzeugen.

e AA6016-T4 ist eine Aluminiumlegierung mit Magnesium und Silizium als
Legierungselemente. Der Zusatz T4 bezeichnet den losungsgegliihten und
warmausgelagerten Zustand. Im Gegensatz zu AA5182 sind keine Einbuflen
bei der Oberflichenqualitit wihrend der Umformung zu erwarten, sodass
AA6016 auch fir den Einsatz bei sichtbaren Karosserieteilen geeignet ist. Die
mechanischen Eigenschaften dieses Werkstoffes werden stark durch Alterung

beeinflusst, sodass unter anderem die Festigkeit mit der Zeit ansteigt.

Die zulassigen chemischen Zusammensetzungen der Werkstoffe sind in den Nor-
men DIN EN 10130 (DCO06), |DIN EN 10346, (DP600) und DIN EN 573-3/ (AA5182
und AA6016) festgelegt. In Bild sind die Flieﬁkurvenlﬂ dieser vier Werkstoffe
dargestellt. Diese wurden im Zugversuch jeweils mit der Orientierung von 0°, 45°
und 90° zur Walzrichtung aufgenommen. Tabelle zeigt die aufgenommenen

'Die Fliefkurven fiir den Werkstoff DP600 wurden vom Lehrstuhl fiir Fertigungstechnolo-
gie der Friedrich-Alexander-Universitat Erlangen-Niirnberg ermittelt und im Rahmen des DFG-
Paketantrags 250, Teilprojekt 2, bereitgestellt.
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Werte fiir den Elastizitatsmodul und die Lankfordparameterﬂ ro, T45 und rgg. Die
verwendeten Blechwerkstoffe lagen jeweils in der Blechstarke von ¢ = 1 mm vor.
Der Elastizitatsmodul wurde im Zugversuch anhand der Steigung der Spannungs-
Dehnungs-Kurve im anfanglich elastischen Bereich angepasst. Die hochste Festig-
keit der vier Werkstoffe weist DP600 auf, der eine Anfangsfliespannung von ca.
400 MPa besitzt. DC06 und AA5182 zeigen dhnliche FlieBspannungsverlaufe mit

a) 800 —
45°, 90° e
%‘r,

© _ o
L 600 — 0
: /
o #// DP600 o 90°
c 45
3 400 N |
G B /
(4]
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>
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®
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Bild 4.4: FlieSkurven, ermittelt im einachsigen Zugversuch mit der Probenorien-
tierung in 0°, 45° und 90° zur Walzrichtung fir die Werkstoffe a) DC06
und DP600 sowie b) AA5182 und AA6016

Die Lankfordparameter fiir DC06, DP600 und AA6016 wurden vom Lehrstuhl fiir Fertigungs-
technologie der Friedrich-Alexander-Universitiat Erlangen-Niirnberg ermittelt und im Rahmen des
DFG-Paketantrags 250, Teilprojekt 2, bereitgestellt.
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Tabelle 4.1: Ubersicht der gepriiften Blechwerkstoffe

Werkstoff | t in mm | F in GPa | rg ra5 | Too
DC06 1 191 2,01 | 1,71 | 2,39
DP600 1 208 0,83 [ 0,77 | 0,93

AA5182 1 70,4 0,81 | 0,67 | 0,72
AA6016 1 69,7 0,63 | 0,41 | 0,77

einer AnfangsflieBspannung von ca. 130-140 MPa. Die AA6016-Legierung hat im
Vergleich dazu eine geringfiigig niedrigere FlieBkurve.

4.2 Optische Dehnungsmessung

Die optische Dehnungsmessung mittels Grauwertkorrelation ist ein verbreitetes
Verfahren zur beriithrungslosen Bestimmung von Deformationen. Erste Anwen-
dungsbeispiele wurden bereits von (Chu et al.| (1985) vorgestellt. In dieser Arbeit
wurden optische Messysteme der Firma GOM, hauptsiachlich vom Typ ARAMIS,
eingesetzt. Dieses System ist in der Lage, mithilfe einer flachigen optischen Ver-
schiebungsmessung (Winter, [1993) an einem stochastischen Grauwertmuster die
lokalen Deformationen zu berechnen. Hierzu werden in der Regel eine oder zwei
Kameras verwendet. Ritter und Friebe| (2001) zeigten die Einsetzbarkeit dieses Ver-
fahrens bei der Analyse von plastischen Deformationen an Proben und Bauteilen.
In diesem Abschnitt wird zunéchst die Funktionsweise der Dehnungsberechnung
aus der Verschiebungsmessung erlautert. AnschlieBend werden zwei Vorgehenswei-
sen zur Auswertung des ebenen Torsionsversuchs mit der optischen Dehnungsmes-
sung vorgestellt. Zudem werden kurz einige Bemerkungen zur Funktionsweise der
optischen Dehnungsmessung angefiihrt. Die Besonderheiten bei der Verwendung
dieses Messsystems, insbesondere bei der Auswertung des ebenen Torsionsversuchs,
werden beschrieben.

4.2.1 Funktionsprinzip der Dehnungsberechnung bei der optischen
Messung

Die Funktionsweise der Dehnungsberechnung fiir das optische Messystem ARAMIS
ist in der Bedienungsanleitung der Software beschrieben (GOM, 2007). Grundlage
ist die optische Vermessung von Verschiebungen. In Bild ist ein Auschnitt
eines Grauwertmusters im undeformierten und deformierten Zustand abgebildet.

Fir jeden Punkt mit den Koordinaten p, wird im deformierten Zustand anhand
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>

Ausgangszustand Deformierter Zustand

Bild 4.5: Verzerrung eines stochastischen Grauwertmusters wahrend der plasti-
schen Deformation

Ay

Bild 4.6: Verdnderung eines zunachst quadratischen Elements wahrend der De-
formation

des Rasters eine neue Position mit den Koordinaten p; gemessen. Im allgemeinen
Fall erfahrt das Muster eine Starrkorperverschiebung um w, eine Rotation und ei-
ne Verzerrung. Bild zeigt an einem Beispiel die Veranderung eines zunachst
quadratischen Elementes im zweidimensionalen Fall. Aus dem lokalen Koordina-
tensystem der Ausgangskonfiguration z-y entsteht das lokale Koordinatensystem
der Zielkonfiguration x’-y/. Um die Dehnung an einer lokalen Position zu ermit-
teln, ist es notwendig, fiir einen Bereich um den jeweiligen Punkt eine homogene
Deformation anzunehmen. Die Berechnung des Deformationsgradienten F' erfolgt

mit

p = u+ Fp, (42)
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Hierbei handelt es sich um ein lineares Gleichungssystem, in das die deformierten
und undeformierten Koordinaten der Punkte im betrachteten Bereich eingesetzt
werden konnen. Uber die polare Zerlegung in

F=ReU (4.3)
kann der rechte Cauchy-Green Verzerrungstensor mit

U’=F'F (4.4)
angegeben werden. Mit der Kenntnis iiber die Komponenten von U mit

Un U l+ex  ex
U — 11 12 _ y (45>

U21 U22 Exy 1+ Ey

unter Vernachldssigung der quadratischen Terme sind auch die Dehnungen ey, €y
und ey, bekannt.

4.2.2 Vorgehensweise bei der nachgeschalteten optischen

Dehnungsmessung

Die nachgeschaltete Dehnungsmessung beim ebenen Torsionsversuch basiert auf
der optischen Messung des deformierten Endzustands einer ebenen Torsionspro-
be. Anders als bei der ,Spiralenmethode“ nach Bauer (1989), wo eine einzelne
Linie betrachtet wird, kann hierbei die vollflachige Messung realisiert werden. Mit
der Moglichkeit zur nachgeschalteten Dehnungsmessung ergibt sich ein wesentli-
cher Vorteil des ebenen Torsionsversuchs. Die zeitlich kontinuierliche Messung der
lokalen Dehnung ist in diesem Fall nicht notwendig, da durch den Spannungs-
und Dehnungsgradienten zu jedem beliebigen Zeitpunkt wahrend der Belastung
die Information zu einer Fliekurve vorhanden ist. Voraussetzung hierfiir ist eine
monotone Belastung und die Annahme des isotropen Werkstoffverhaltens.

Bild zeigt schematisch die Vorgehensweise. Zunachst ist ein Raster auf der
Probenoberfliche aufzubringen, beispielsweise durch Aufsprithen eines stochasti-
schen Grauwertmusters, oder, wie dargestellt, durch das Auféitzen eines regelma-
Bigen Punktrasters. Die optische Dehnungsmessung wird jeweils vor und nach der
Priifung durchgefithrt. Zu diesem Zweck werden in Rahmen dieser Arbeit opti-
sche Messsysteme des Herstellers GOM mbH vom Typ ARGUS oder ARAMIS
verwendet. Fir jeden Messpunkt sind somit die Formédnderung und die raumliche
Position in Form der Koordinaten bekannt. Somit kann der Wert der Schubspan-
nung aus Gleichung berechnet werden. Dazu wird in das hochste wahrend
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der Priifung gemessene Drehmoment M., der jeweilige Radius r eingesetzt. Es
wird angenommen, dass die Blechdicke ¢t wahrend der Torsion konstant bleibt. Die
Schubspannung 7 ist damit eine Funktion vom Radius 7:

_ MmaX
o -t-r2

7(r) (4.6)

Durch die Zuordnung von gemessener Dehnung und errechneter Spannung fiir jeden
Messpunkt entsteht eine Punktewolke, aus der die FlieSkurve des Werkstoffes ab-
geleitet werden kann. Der Endzeitpunkt der Belastung kann sinnvollerweise dann
gesetzt werden, wenn eine weitere Zunahme des Drehmoments nicht mehr vorliegt.
Tatséchlich liegt jedoch fiir jeden Zeitpunkt wéhrend der Belastung die Informati-
on fur eine FlieSkurve auf der Probe vor. Der Unterschied liegt in dem Betrag der
hochsten Dehnung sowie dem Grenzradius zwischen dem rein elastisch belasteten
Bereich aufien und dem plastisch deformierten inneren Bereich.

Die Messung einer FlieBkurve erfolgt somit lediglich anhand von zwei Messungen.
Da eine kontinuierliche Beobachtung und Messung von Dehnung und Spannung
wahrend des Versuchs nicht notwendig ist, bietet die nachgeschaltete Dehnungs-
messung eine Moglichkeit, mit geringem Messaufwand Fliekurven aufzunehmen.

4.2.3 Vorgehensweise zur kontinuierlichen optischen Dehnungsmessung

Analog zu den meisten konventionellen Priifverfahren kann auch eine zeitlich konti-

nuierliche Messung wahrend des ebenen Torsionsversuchs angewendet werden, um

Messungen von Spannungs- Zuordnung von Punktewolke
Dehnungen und |j\> berechnung |j\> Spannung und |j\> bildet

Koordinaten aus M und r Umformgrad FlieRkurve ab

5
0,7
0,6
0,5
0,4
0,3
0,2
0,1

FlielRspannung

0.0 Beispiel: ARGUS-Messung Vergleichsumformgrad

Bild 4.7: Vorgehensweise zur FlieBkurvenermittlung duch die Methode der nach-
geschalteten Dehnungsmesssung



58 Versuchsautbau und FlieSkurvenermittlung

FlieBkurven zu ermitteln. Hierzu bietet sich die optische Dehnungsmessung eben-
falls als ein effizientes Werkzeug an. Im Unterschied zur nachgeschalteten Deh-
nungsmessung wird in der Regel nicht die ganze Probe, sondern nur ein Ausschnitt
erfassbar sein. Die Kamera-Sensoren sind daher im Versuchsaufbau zu integrieren,
wobei auch eine Synchronisation der Dehnungsmesswerte und des Drehmoments
erforderlich ist. Damit ist der experimentelle Messaufwand fir die kontinuierliche
Messung deutlich hoher.

Nach der Messung kann entsprechend der Berechnung der Schubspannung nach
Gleichung fiir jeden Messpunkt ein Spannungs-Dehnungsverlauf zugeordnet
werden. Fiir jeden einzelnen Versuch werden daher mehrere FlieBkurven aufgenom-
men, die im Idealfall redundant sind und sich in ihrer maximalen Forméanderung
unterscheiden.

Bei einem Lastrichtungswechsel, welcher fiir zyklische Versuche auftritt, ist die Um-
formgeschichte wahrend des gesamten Prozesses wichtig. Zu diesem Zweck reicht
die im vorigen Abschnitt beschriebene nachgeschaltete Dehnungsmessung nicht
mehr aus. Eine kontinuierliche optische Dehnungsmessung ist daher beispielsweise
zur Charakterisierung der kinematischen Verfestigung erforderlich. Im Fall eines
Lastumkehr-Versuchs mit jeweils einer Phase der Vor- und Riickbelastung ergibt
sich beim ebenen Torsionsversuch fiir jede radiale Position ein anderer zyklischer
Spannungs-Dehnungsverlauf. Die Auswertung an einer Stelle nahe der inneren Ein-
spannung erbringt dementsprechend eine hohere Dehnungsamplitude als Positionen
mit grofferem Radius. Wahrend die bisher bekannte Methode der kontinuierlichen
Messung einer verzerrten Radiallinie aufwendig ist, ermoglicht die optische Deh-
nungsmessung eine Moglichkeit, ohne hohen manuellen Aufwand eine Vielzahl von
zyklischen Kurven zu ermitteln. Die Besonderheit bei dieser Vorgehensweise liegt
somit darin, dass aus einer einzigen Messung mehrere zyklische Scherkurven ge-
messen werden konnen.

4.2.4 Bemerkungen zur Verwendung des Messsystems ARAMIS beim
ebenen Torsionsversuch

4.2.4.1 Randbereiche und Dehnungsgradient

Bei der Aufnahme eines Bildes werden in der Regel quadratische Pixelfelder zu ei-
ner Facette zusammengefasst. Durch die stochastische Berasterung ist die Software
in der Lage, jede Facette wahrend der gesamten Messung zu identifizieren und ihre
Verschiebung und Verzerrung zu errechnen. Es ist zu beachten, dass nicht jede Fa-
cette auf einen exklusiven Pixelbereich verweist. Der Abstand zu den benachbarten
Facetten ist einstellbar und geringer als die Facettenbreite. Somit umfasst jede Fa-
cette auch Musterbereiche, die fiir die Berechnung der Nachbarfacetten einbezogen
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werden. Die Dehnung an einem lokalen Messpunkt wird nicht nur aus einer einzigen
Facette errechnet, da dies aufgrund des Messrauschens zu instabilen Werten fiihren
wiirde. Stattdessen werden neun Facetten eines quadratischen 3x3-Facettenfelds in
die Dehnungsberechnung jeden Punktes einbezogen. Als Ergebnis wird der Wert
der Dehnung der zentralen Facette zugeordnet. Diese Vorgehensweise hat unter
anderem Folgen fiir Auswertungen an Randbereichen und hohe Deformationsgra-
dienten. Eine starke Anderung der Dehnung iiber einen sehr kleinen rdumlichen
Bereich ist mit dieser Vorgehensweise nicht abbildbar. Bei Liicken im Raster oder
an Probenrdndern sind nicht alle neun Facetten eines geforderten 3x3 Feldes vor-
handen. Eine Berechnung findet bei einer Mindestanzahl von vorhandenen Facetten
weiterhin statt. In Zustanden, bei denen die Dehnung zum Probenrand hin stérker
ansteigt, fithrt diese Methode dazu, dass durch die innenliegenden Nachbarfacetten
der Mittelwert der Dehnung ungewollt zu niedrig eingeschatzt wird. Somit sind die
gemessenen Deformationen an den Réandern entsprechend sorgfaltig zu priifen.

Der ebene Torsionsversuch weist gerade besonders grofle Dehnungen nahe der inne-
ren Einspannung auf, welches als Rand der Messung zu betrachten ist. Zudem ist
an dieser Stelle auch der hochste Gradient der Dehnung zu finden. Die Messung an
dieser Stelle fithrt somit zu instabilen Werten und niedrigeren Zahlenwerten. Eine
Messung der Dehnung bis unmittelbar vor der Einspannung ist somit nicht moglich.
Das ist daher ein Nachteil bei der Verwendung der optischen Dehnungsmesstechnik

fiir den ebenen Torsionsversuch.

4.2.4.2 Verwendbarkeit verschiedener Dehnungskomponenten

In Abhéngigkeit vom gewéhlten Koordinatensystem mit den Richtungen x, y, z sind
die gemessenen Deformationen als Dehnungskomponenten im Messsystem darstell-
bar. Die technische Dehnung lasst sich in den ebenen Komponenten ey, e, und ey
darstellen. Zudem ist die Darstellung auch als Hauptdehnung und Hauptumform-
grad in der Ebene €1,e9 bzw. 1, o oder als Vergleichsumformgrad ¢, moglich.
Die Dehnungskomponente ¢, bzw. ¢, in Blechdickenrichtung wird anhand der Volu-
menkonstanz aus den ebenen Hauptforméanderungen errechnet. Es ist zu beachten,
dass die logarithmischen Dehnungskomponenten ¢y, ¢y, ¢y in der Software nicht
der korrekten Definition des Hencky-Tensors entsprechen. Von einer Benutzung
dieser Komponenten ist daher abzuraten.

Die Verwendung der berechneten Hauptdehnungen und Hauptforménderungen ist
im Bereich sehr kleiner Deformationen zu vermeiden. Aufgrund des Messrauschens
wird jeder Facette stets eine geringe Verzerrung zugeordnet. Damit ist der Zahlen-
wert flir die beiden ebenen Hauptdehnungen aufler beim Ausgangszustand niemals

numerisch 0. Stattdessen wird auch ohne tatsachliche Deformation ein Schwellen-
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wert fiir die Deformation angezeigt. Da die Hauptdehnung bzw. die Hauptform-
anderung auch zur Berechnung des Vergleichsumformgrades herangezongen wird,
ist auch diese Ausgabe bei Zustanden mit sehr geringer Deformation nicht brauch-
bar. Somit ist die elastische Deformation zu Beginn einer Umformung anhand von
Einzelmessungen kaum mit der optischen Dehnungsmessung erfassbar. Auch die
richtungsbezogenen Werte ey und ey sind fiir jeden Einzelwert mit einer Streuung
behaftet, die bei sehr kleinen Dehnungen einen signifikanten Fehler verursachen
konnen. Abhilfe schafft eine Vorgehensweise, bei der die jeweiligen Komponenten
der Dehnung e, und €y iiber einen Bereich der Probe aufgenommen und gemittelt
werden. Somit wére das Rauschen durch die Mittelwertbildung stark vermindert;
eine Messung der Dehnung auch bei elastischen Deformationen ist denkbar. Im Fall
des ebenen Torsionsversuchs und anderer rotationssymmetrischer Probleme ist zu-
vor noch eine Rotation der Dehnungskomponenten ey, ey und 4, entsprechend der
Position des Messpunktes vorzunehmen, wenn eine Darstellung in Zylinderkoordi-

naten gewiinscht ist.

4.2.4.3 Verwendbarkeit als Extensometer

Bei der Messung von Scherdeformationen kann beispielsweise der Vergleichsum-
formgrad ¢, verwendet werden. Wenn sichergestellt ist, dass einfache Scherung
vorliegt, kann die Scherdehnung mit v = v/3 - ¢, errechnet werden. Wenn jedoch
auch die anfangliche Belastung kontinuierlich abgebildet werden soll, ist dies auf-
grund des oben beschriebenen Messrauschens mit einem Sprung im Dehnungswert
versehen. Die Verwendung der Komponenten der technischen Dehnung fithrt bei
grofflen Deformationen nach einer Rotation jedoch zu unrealistisch hohen Wer-
ten fiir die radiale und tangentiale Dehnungskomponente ¢, bzw. €4 beim ebenen
Torsionsversuch. Eine radiale Verschiebung von Messpunkten oder eine Streckung
oder Stauchung in tangentialer Richtung konnte jedoch nicht gemessen werden. Die
errechneten tangentialen Scherdehnungen ~,4 liefern jedoch realistische Werte. Ei-
ne alternative Methode zur Bestimmung der Scherdehnung kann die Verwendung
des Messsystems als optisches Extensometer liefern. Statt die Dehnungswerte an
den Messpunkten zu ermitteln, werden die Verschiebungen bzw. Verdrehungen von
Ringsegmenten ausgewertet und mithilfe des Radius zu Scherdehnungen umgerech-
net. Diese Methode ist insbesondere bei der kontinuierlichen Dehnungsmessung eine
mogliche Vorgehensweise.

4.3 FlieBkurvenermittlung

In den Abschnitten und wurden beide Vorgehensweisen zur optischen

Dehnungsmessung erlautert. An dieser Stelle sollen nun anhand von Anwendungs-
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beispielen das Potenzial und die Grenzen dieser Methoden fiir die Ermittlung mo-
notoner FlieBkurven diskutiert werden. Bei den durchgefiihrten Versuchen kamen
ARAMIS-Messsysteme zum Einsatz. Die Ergebnisse beider Vorgehenweisen wer-
den untereinander und mit FlieBkurven aus dem einachsigen Zugversuch verglichen.
Im Anschluss findet eine ausfiihrliche Betrachtung der dynamischen Reckalterung
fiir den Werkstoff AA5182 statt. Zusétzlich werden Hypothesen fiir die Ursache
der FlieBkurvenabweichung zum Zugversuch beim DC06 analysiert. Eine Fehlerbe-
trachtung zur Messung der Dehnungen und Spannungen fiir beide Vorgehensweisen
der Fliekurvenermittlung befindet sich am Ende dieses Abschnitts.

4.3.1 Ergebnisse der nachgeschalteten Dehnungsmessung

Bild zeigt ein Beispiel fiir den Werkstoff DC06. Mit der Blechdicke ¢ = 1 mm,
einem inneren Einspannradius von r; = 15 mm und dem &dufleren Einspannradius
von 1, = 30 mm wurden beziiglich der Faltenbildung unkritische Abmessungen ge-
wahlt. Jeder einzelne Messpunkt ergibt dabei einen Eintrag im Diagramm. Dabei
wurden die Werte direkt in Vergleichsspannung und Vergleichsumformgrad nach
von Mises umgerechnet. Im dargestellten Beispiel kann ein Vergleichsumformgrad
von 1,0 erreicht werden. Es ist zu erkennen, dass die Dichte der Punkte mit zu-
nehmender Dehnung und Nahe zur inneren Einspannung abnimmt, wahrend ver-
gleichsweise viele Punkte mit geringer Deformation gemessen werden kénnen. In

der Regel wird eine vollsténdige Plastifizierung des freien Ringbereichs nicht er-
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Bild 4.8: Beispiel einer Punktewolke zur Ermittlung einer FlieBkurve aus dem
ebenen Torsionsversuch am Werkstoff DC06
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reicht. Mithilfe eines Filters wurden die rein elastisch belasteten Messpunkte von
der Auswertung ausgeschlossen, da diese durch Messrauschen das gemessene Ver-
festigungsverhalten bei kleinen Umformgraden tiberlagern kénnen.

Die vergleichsweise hohen Forméanderungen beim Tiefziehstahl DC06 konnen nicht
mit allen Blechwerkstoffen erreicht werden. Bei DP600 und AA5182 tritt der Abfall
des Drehmoments bei deutlich geringerem Drehwinkel auf, sodass die erreichte ma-
ximale Formanderung ebenfalls geringer ausfillt (siche Bild . Der Verlauf der
Verfestigung ist anhand der Messdaten klar erkennbar. Obwohl die vorgeschlagene
Methodik fir die gezeigten Werkstoffe geeignet ist, konnen nur Umformgrade von
bis zu ¢ =~ 0,5 erreicht werden. Es fallt auf, dass die Dichte der Punktewolke ab
einem Umformgrad von ca. 0,3 geringer wird. Dabei markiert nicht die Entstehung
von Falten die Prozessgrenze, sondern das Durchrutschen der inneren Einspan-
nung im Fall bei DP600 und ein Abfall des Drehmoments bei den Aluminium-
Legierungen ohne offensichtliches Rutschen. In den nachfolgenden Kapiteln sollen
daher der Einfluss der Verfestigung und die Gestaltung der inneren Einspannung

naher diskutiert werden.

4.3.2 Ergebnisse der kontinuierlichen Dehnungsmessung

Bild zeigt den Bildausschnitt bei der kontinuierlichen Dehnungsmessung.
Aufgrund der Anordnung der Einspannung und der Kamerasensoren kann in der
Regel ein Kreisausschnitt von ca. 60° bis 90° erfasst werden. Im eingespannten
Zustand wird der sichtbare Probenbereich von der inneren Einspannung und dem
auleren Klemmring begrenzt. Eine Besonderheit bei dieser Messung liegt darin,
dass der Mittelpunkt der Rotation nicht direkt in der Messung enthalten ist. Um
die korrekten Werte fiir den Radius eines jeden Messpunktes zu bestimmen, ist
es notwendig, vor den eigentlichen Versuchen eine unbelastete Starrkorperrotation
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Bild 4.9: Ermittelte Punktewolken zur Identifikation der FlieBkurve fiir die Blech-
werkstoffe a) DP600 und b) AA5182
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zu vermessen. Durch die Kreisbahn lasst sich das Zentrum in den nachfolgenden

Messungen mit derselben Kamerakonstellation und Kalibrierung errechnen.

Sichtbarer Probenbereich mit
stochastischem Grauwertmuster

Bild 4.10: Bildausschnitt der optischen Dehnungsmessung

Als Anwendungsbeispiele sind in Bild 4.11] und 4.12] ermittelte Scherkurven fiir
die Stahlwerkstoffe DC06 und DP600 dargestellt. Zudem befinden sich die Scher-
kurven der Aluminiumwerkstoffe AA5182 und AA6016 in Bild [4.13] Alle gepriiften
Werkstoffe haben eine Blechdicke von ¢ = 1 mm. Auch hier wurde ein innerer Ein-

spannradius von 7; = 15 mm gewédhlt. Wegen der Streuung der Dehnungsmessung
ist es nicht empfehlenswert, eine eigene Kurve fiir einen einzelnen Messpunkt aufzu-
zeichnen. Aus diesem Grund wurden fiir die dargestellten Diagramme kreisformige
Bogenschnitte mit unterschiedlichen Radien angelegt. Die Werte der Scherdehnung
~ in tangentialer Richtung wurden fiir jeden Radius aus dem Mittelwert der ent-
sprechenden Messpunkte errechnet; das Ende einer Kurve wurde jeweils mit dem
entsprechenden Radius des Schnittes gekennzeichnet.

Die Dehnungswerte beinhalten hier auch den elastischen Anteil. Es lasst sich fest-
stellen, dass die anfédngliche ScherflieBspannung gut wiedergegeben werden kann.

Die an unterschiedlichen Radien gemessenen FlieBkurven stimmen zum groflen Teil
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Bild 4.11: Ermittelte ScherflieBkurven fur DC06 mittels kontinuierlicher Deh-
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Bild 4.12: Ermittelte ScherflieBkurven fiir DP600 mittels kontinuierlicher Deh-

nungsmessung



FlieBkurvenermittlung 65

200

= r=15,50 mm
AA5182,t = 1mm f = 16.25 mm
180 r=16,75 mm SE7smm 15,25 mm
160 r=17,25 mm =y o mm
=16,00
S 140 r = 18,00 mm Neso n:m mm
[l _ - 1
= r=19,00 mm r=17,00 mm
.‘CED120 r=17,50 mm
:C:100 r=18,50 mm
g 20,00 mm
© 80
0
2 60
&
40
20
0
0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3 0,35
Scherdehnung y
180 = 15,25
AAB016, t = 1mm r=1575mm "=+ MM
r=16,25mm
o0 r=1675mm r = 15,50 mm
140 r=17,25mm r=16,00 mm :
5_5 r=18,00 mm \r = 16,50 mm
E 120 f = 19,00 mm r=17,00 mm
= . r=17,50 mm
2100 < r=18,50 mm
>
% 80 r = 20,00 mm
&
o 60
<
o
0 40
20
0
0 0,05 0,1 0,15 0,2 0,25 0,3

Scherdehnung y

Bild 4.13: Ermittelte ScherflieBkurven fur AA5182 und AA6016 mittels kontinu-
ierlicher Dehnungsmessung

tiberein, fiir DCOG6 lasst sich eine leichte Abnahme der Spannung mit grofieren Deh-
nungen feststellen. Erneut lassen sich fiir DC06 deutlich héhere Formanderungen
realisieren als fiir die Aluminiumlegierungen und den DP600. Diese erreichen in
den dargestellten Beispielen nur eine Scherdehnung von 0,3. Es kann jedoch eine
leichte Instabilitat der Dehnungsmessung bei grofleren Deformationen von v > 1 in
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Form einer Streuung festgestellt werden. Aufféllig ist die ausgepragte Streckgrenze
bei AA5182, welche mit der kontinuierlichen Dehnungsmessung ebenfalls erfasst
werden kann. Nicht alle gemessenen Radien weisen einen Messpunkt in diesem
Bereich auf, sodass bei kleineren Radien die ausgepragte Streckgrenze durch die
schnellere Formanderung von der Messrate nicht erfasst wird. Weiterhin lasst sich
ein stufenformiger Verlauf der FlieSkurven bei AA5182 erkennen, welcher durch
die dynamische Reckalterung hervorgerufen wird. Die Auswirkungen der dynami-
schen Reckalterung im ebenen Torsionsversuch werden in Abschnitt im Detail
erlautert.

4.3.3 Vergleich der unterschiedlichen Dehnungsmessmethoden

In diesem Abschnitt sollen die zuvor beschriebenen Auswertungsmethoden des ebe-
nen Torsionsversuchs mit nachgeschalteter und kontinuierlicher Dehnungsmessung
verglichen werden. Zudem sollen die Ergebnisse des standardisierten einachsigen
Zugversuchs herangezogen werden, um die FlieSkurven aus dem ebenen Torsions-
versuch zu verifizieren. Teile der nachfolgenden Ergebnisse wurde in Yin et al.
(2012a) verdffentlicht.

Bild [4.14] zeigt unter anderem die Ergebnisse von drei Proben, welche jeweils
mit der nachgeschalteten Dehnungsmessung ausgewertet wurden. Die drei in un-
terschiedlichen Farben dargestellten Punktewolken weisen auf eine gute Reprodu-
zierbarkeit hin. Die kontinuierliche Dehnungsmessung bei » = 15,25 mm ergibt im
Rahmen der Streuung das gleiche Bild wie die nachgeschaltete Dehnungsmessung.
Auch kann bei DCO06 ein d4hnlich hohes Dehnungsniveau fiir die FlieSkurve erreicht
werden. Im Vergleich mit der FlieBkurve aus dem einachsigen Zugversuch ist festzu-
stellen, dass die FlieBkurve aus dem ebenen Torsionsversuch ein deutlich niedrigeres
Spannungsniveau aufweist, obwohl die AnfangsflieBspannung gut tibereinstimmt.

Bild zeigt das Resultat fiir den Werkstoff AA5182. Hier lasst sich feststel-
len, dass die FlieBkurve mit beiden Messmethoden in guter Ubereinstimmung mit
dem Zugversuch ermittelt werden kann. Die ausgeprégte Streckgrenze ist in bei-
den Auswertungsvarianten ansatzweise zu erkennen. Die dynamische Reckalterung
wirkt sich stark auf die ermittelte Fliekurve im Zugversuch durch starkes Rau-
schen im Spannungswert aus. Ab einem Vergleichsumformgrad von 0,2 lésst sich
eine tendenziell hohere Flielspannung aus den Daten des Zugversuchs ablesen als
beim ebenen Torsionsversuch.

Die kontinuierliche Dehnungsmessung kann die hohen Dehnungswerte aus der nach-
geschalteten Dehnungsmessung nicht erreichen. Dies ist die Folge der Messauswer-
tung, bei der jeweils ein Wert pro Radius gemittelt wird, wahrend bei der nachge-
schalteten Messung jede Position einen Messpunkt ergibt. Da zudem ein geringe-
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Bild 4.14: Vergleich der ermittelten FlieBkurven mithilfe der kontinuierlichen und
nachgeschalteten Dehnungsmessung mit dem Ergebnis des Zugversuchs
am Werkstoff DC06 mit Blechdicke ¢ = 1 mm
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Bild 4.15: Vergleich der ermittelten FlieSkurven mit dem Ergebnis des Zugver-
suchs am Werkstoff AA5182 mit Blechdicke t = 1 mm
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rer Probenausschnit beobachtet wird, gehen lokal gemessene hohe Dehnungswerte
durch die Mittelwertbildung nicht direkt in das Ergebnis ein.

Die Ergebnisse fiir DP600 in Bild zeigen eine sehr gute Ubereinstimmung
der nachgeschalteten Dehnungsmessung mit den Ergebnissen des Zugversuchs. Der
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Bild 4.16: Vergleich der ermittelten FlieBkurven mit dem Ergebnis des Zugver-
suchs am Werkstoff DP600 mit Blechdicke ¢ = 1 mm

Verfestigungsverlauf im Zugversuch wird von der Punktewolke gut wiedergegeben.
Die kontinuierliche Dehnungsmessung zeigt zu Beginn ebenfalls eine gute Uberein-
stimmung. Mit zunehmender Deformation weicht die FlieBkurve der kontinuierli-
chen Dehnungsmessung ab, sodass hohere Spannungswerte angegeben werden. Ein
direkter Vergleich der ermittelten FlieSkurven fiir AA6016 ist aufgrund der Alte-
rung des Werkstoffes anhand der vorhandenen Messdaten nicht moglich, da diese
zu unterschiedlichen Zeitpunkten erzeugt wurden.

Diese Analyse der beiden unterschiedlichen Dehnungsmessmethoden zeigt, dass die-
se grundsatzlich vergleichbare Ergebnisse liefert. Je nach Werkstoff konnen hohere
Umformgrade mit der nachgeschalteten Dehnungsmessung aufgezeichnet werden,
da die kontinuierliche Dehnungsmessung eine Mittelwertbildung vornimmt. Bei der
Durchfithrung stellt die nachgeschaltete Dehnungsmessung einen geringeren Mess-
aufwand dar im Vergleich zur kontinuierlichen Messung. Die erforderlichen Daten-
mengen zur Speicherung der Messsignale sind ebenfalls kleiner. Die kontinuierliche
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Messung zeigt eine geringere Streuung als die Punktewolke der nachgeschalteten
Messung. Zudem bietet sie, wie bereits oben erwédhnt, die Moglichkeit zur Aus-
wertung zyklischer Versuche. Im Vergleich mit den Zugversuchsergebnissen ist bei
DCO06 auffallig, dass die Torsions-FlieBkurven einen deutlich niedrigeren Verlauf
aufweisen. Dieser Effekt kann fiir die anderen Werkstoffe nicht beobachtet werden.

Eine ausfiihrliche Diskussion dieses Unterschieds zum Zugversuch wird daher in

Abschnitt gefiihrt.

4.3.4 Dynamische Reckalterung im ebenen Torsionsversuch

Die mittels der kontinuierlichen Dehnungsmessung aufgenommenen Kurven fiir den
Werkstoff AA5182 (siche Abschnitt [4.2.3] Bild [4.13)) zeigen zum einen die ausge-
pragte Streckgrenze und zum anderen einen treppenartigen Verlauf der Fliekurve,

welche sich deutlich von den Messdaten der anderen Blechwerkstoffe unterscheidet.
Der Grund hierfiir ist die dynamische Reckalterung, auch Portevin-Le-Chatelier-
Effekt (PLC-Effekt) genannt. Dabei ist die Bewegung der Versetzungen durch im
Gitter geloste Fremdatome behindert, die sich vorzugsweise in der Nahe von Gitter-
fehlern ansammeln. Durch diese Behinderung ist die notwendige Spannung zum Be-
wegen der Versetzung hoher als die eigentlich benotigte Flielspannung. Wenn sich
die Versetzung von einer Wolke von Fremdatomen 16sen kann, steigt die Umform-
geschwindigkeit lokal an bei gleichzeitig sinkender Spannung. Dies bewirkt, dass
der Spannungs-Dehnungsverlauf einen stufenartigen Anstieg aufweist. Bild
zeigt die optische Dehnungsmessung am Beispiel einer Probe aus AA5182 zu vier
unterschiedlichen Belastungszeitpunkten. Die abgebildeten Messungen folgen nicht
direkt aufeinander; die jeweilige Momentbelastung M und die Versuchszeit t5 sind
aufgefithrt. Die Farbkontur stellt die durchschnittliche Forménderungsgeschwindig-
keit ¢ seit der letzten Messstufe dar. Die Aufnahmen wurden in einem Zeitintervall
von Aty = 6 s getaktet. Rote Bereiche kennzeichnen in den Bildern eine Forméande-
rung mindestens mit einer durchschnittlichen Geschwindigkeit von 1073 s7! seit der
letzten Aufnahme. Griine Bereiche bedeuten, dass anndhernd keine Deformation
seit der letzten Messung an der Stelle stattgefunden hat. Es ist deutlich zu erken-
nen, dass die Deformation zeitlich diskontinuierlich voranschreitet. Verschiedene
ringférmige Bereiche erfahren jeweils zu einem Zeitpunkt plastische Umformung.
Der deutlichste Ringbereich wandert dabei von innen nach auflen und repréasen-
tiert die ausgeprigte Streckgrenze in der FlieSkurve. Die Grenze zwischen elasti-
scher und plastischer Deformation am Radius r» = r¢ lasst sich anhand dieses Rings
bestimmen. Das Scherband des anfanglichen Flielens ist jedoch nicht zu jedem
Zeitpunkt sichtbar (siehe Bild [4.17c). Auch nach der ausgepragten Streckgrenze
findet keine simultane Deformation fiir die Bereiche von r < r¢ statt, obwohl das

anliegende Drehmoment fiir den inneren Bereich eine Spannung tiber der anféng-
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lichen Fliespannung erzeugt. Stattdessen tritt auch weiter innen die Deformation
alternierend in diinnen ringférmigen Zonen auf. Die Ausbildung von ringférmingen
Bereichen mit sporadischen Deformationsschiiben léasst sich als Analogie zur Ent-
stehung von Scherbandern im Zugversuch sehen. Dass sich dabei vollstandige und
geometrisch anndhernd perfekte Kreisbereiche bilden, ist eine bisher nicht bekann-
te Beobachtung. Dieser signifikante Unterschied im Vergleich zu anderen Werk-
stoffen im ebenen Torsionsversuch kann am Beispiel einer Messung am Werkstoff
AA6016 in Bild gesehen werden. Es herrscht eine vergleichbare Belastung
wie in Bild [4.17}. Hier stellt sich die erwartete Formanderungsgeschwindigkeit

a) M =169 Nm Durchschnittliche
t,=48s Formanderungs-
/ geschwindigkeit
°\ seit der letzten
r,~17,9 mm Messstufe

Scherband des anfanglichen
FlieBens mit Radius r, als ¢ in 10" s*
Grenze zwischen elastischer 10—

und plastischer Deformation
b) M =209 Nm

t,=102s

A
OI\)-ITO')OO

C) M =249 Nm ol
t =168 s )
4
VAR
'\\ 1" -6
Lokale Scherbander in Scherband bei r, nicht zu -8

dinnen Ringbereichen jedem Zeitpunkt ausgepragt

-10—
d) M =258 Nm
t,=198s

AA5182
t=1mm
r,=15mm
/ r,=30 mm
r~22,1 mm Messintervall: At =6 s

Bild 4.17: Darstellung der Formanderungsgeschwindigkeit aus der optischen Deh-
nungsmessung bei der Belastung a) 169 Nm, b) 209 Nm, c) 249 Nm
und d) 258 Nm am Werkstoff AA5182
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als zeitlich und rdumlich kontinuierlich heraus. Entsprechend dem Spannungsgra-
dienten liegt auch eine hohere Formanderung und Formanderungsgeschwindigkeit
bei kleineren Radien vor.

4.3.5 Analyse des Flie3kurvenunterschieds zum Zugversuch bei DC06

Der in Bild dargestellte Unterschied zwischen der im ebenen Torsionsversuch
ermittelten FlieSkurve und den Ergebnissen des Zugversuchs beim Stahlwerkstoff
DCO06 ist bemerkenswert, da dies fiir DP600 und AA5182 nicht festgestellt werden
kann. An dieser Stelle soll daher eine Diskussion iiber die méglichen Ursachen einer
niedriger verlaufenden Verfestigung im Torsionsversuch durchgefiihrt werden.

4.3.5.1 Experimentelle Ergebnisse

Um auszuschlieffen, dass sich dieser unterschiedliche FlieBkurvenverlauf auf eine
exklusive Eigenschaft des ebenen Torsionsversuchs zuriickfithren lésst, sollen ver-
schiedene weitere Scherversuche betrachtet werden. Im Vorgriff auf Ergebnisse aus
Kapitel [7] ist in Bild ein Vergleich von FlieSkurven aus dem Scherversuch
nach Miyauchi| (1984), nach ASTM B831 und der Doppelstegprobe als Modifikati-
on des ebenen Torsionsversuchs fiir den Werkstoff DC06 dargestellt. Die Fliekur-
ven des Miyauchi-Scherversuchs und des Scherversuchs nach ASTM B831 entstan-
den in Kooperation mit dem Institut fiir Werkstoffwissenschaft und Werkstofftech-
nik der TU Chemnitz und dem Lehrstuhl fiir Fertigungstechnologie der Friedrich-
Alexander-Universitat Erlangen-Niirnberg. Sie sind Teil der Verdffentlichung von
Yin et al| (2014). Weitere Details zu diesen Versuchen sind in Abschnitt dar-
gestellt. Aulerdem sind FlieSkurven aus Zugversuchen mit den Probenorientierun-

M =161 Nm ¥in 10" s
t,=48s 10—

AAGO16 0
Kontinuierliche Deformation t=1mm
ohne PLC-Effekt r,=15mm

r,=30 mm -8—

Messintervall: At =6s  -10-

Bild 4.18: Charakteristische Verteilung der Forménderungsgeschwidigkeit im ebe-
nen Torsionsversuch bei Werkstoffen ohne dynamische Reckalterung
am Beispiel von AA6016
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500
DCO6, t=1 mm Doppelstegprobe
0 Miyauchi*
4 o
400 5 90 N— e —
.—-"'—-—
£ Zugversuche
= Ebener Torsionsversuch
ASTM B831**
£ 300 (kont. Messung)
=4
>
=
& 200
]
& Scher- und Torsionsversuche
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*) IWW TU Chemnitz
**) LFT FAU Erlangen-Nurnberg
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0,0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5

Vergleichsumformgrad

Bild 4.19: FlieSkurven fiir DC06 aus Zugversuchen und unterschiedlichen Scher-
und Torsionsversuchen mit Ergebnissen aus Yin et al| (2014)

gen 0°, 45° und 90° abgebildet. Um die Ubersichtlichkeit zu bewahren, wurden auf
die Ergebnisse der nachgeschalteten Dehnungsmessung (Punktewolke) in diesem
Diagramm verzichtet. Stattdessen ist eine gemessene FlieSkurve aus der kontinu-
ierlichen Dehnungsmessung aufgetragen. Zur Umrechnung von Scherspannung in
Vergleichsspannung wurde die Hypothese nach von Mises verwendet. Wenn bei der
Auswertung des ebenen Torsionsversuchs Gleichung angewendet wiirde, um
mithilfe der senkrechten Anisotropie r, die Korrektur der FlieSspannung zu be-
rechnen, ergébe sich in diesem Fall fiir r, ~ 1,96 eine geringfiigige Erhéhung der
FlieBspannung um ca. 5,25 %. In Bild sind somit die Ergebnisse von vier
verschiedenen Scher- bzw. Torsionsversuchen den Messungen aus dem Zugversuch
gegeniibergestellt.

Mit allen vier Scher- und Torsionsversuchen lédsst sich ein &hnlicher FlieSkurven-
verlauf ermitteln. Beginnend bei einer AnfangsflieBspannung von kg ~ 130 MPa
werden Flielspannungen von k(¢ = 0,1) ~ 260 MPa und k¢(p = 0,2) ~ 320 MPa
gemessen. Auch die drei Zugversuche mit unterschiedlichen Probenorientierungen
zeigen einen ahnlichen Verlauf zueinander. Bei einer anndhernd identischen An-
fangsflieBspannung werden jedoch hohere FlieBspannungen von k(¢ = 0,1) ~ 300
MPa und k¢(p = 0,2) =~ 360 MPa festgestellt. Somit zeigt der Werkstoff DC06
nicht nur im ebenen Torsionsversuch eine niedrigere Verfestigung als im Zugver-
such, sondern einheitlich bei allen vergleichbaren Scherversuchen.



FlieBkurvenermittlung 73

4.3.5.2 Hypothesen iiber die Ursache des FlieBkurvenunterschieds

Die Problematik unterschiedlicher Verfestigungsverlaufe bei Zug- und Torsionsver-
suchen ist bereits seit Langem bekannt. Die voneinander abweichenden FlieSkurven
wurden beispielsweise experimentell von Davis| (1937)) an Kupfer und von |[Zener und
Hollomon| (1946)) an einem vergiiteten martensitischen Stahlwerkstoff gezeigt. Die
ermittelten Fliefspannungen waren jeweils im Zugversuch hoher als im Torsions-
versuch. Es existieren zahlreiche Hypothesen iiber die Ursache dieses Unterschieds
der FlieSkurven. In der Veréffentlichung von [Shrivastava et al.| (1982)) wurden in-
frage kommende Erklarungsansatze gesammelt und erweitert. Die abschliefende
Klarung dieser Frage ist schwierig. An dieser Stelle soll eine Auswahl der Hypothe-
sen hinsichtlich ihrer Argumentation und Plausibilitdt diskutiert werden. Zudem
wird eine eigene Hypothese, basierend auf|Shrivastava et al. (1982)), aufgestellt und
iiberpriift.

Definition des Vergleichsumformgrads

Nadai (1937) schlégt vor, mit

2 2
Sp:\/g]n<f2y+ Z/l-l-l) (4.7)

die Umrechnung von der Scherdehnung zum Vergleichsumformgrad entsprechend
den Eigenwerten des Tensors der Hencky-Dehnung durchzufiihren, um den Unter-
schied der Fliefkurve zum Zugversuch zu verringern. Shrivastava et al.| (1982) zeigte
jedoch, dass diese Vorgehensweise nicht korrekt ist, da sie die Rotation der Belas-
tung nicht beriicksichtigt. Tekkaya, (1994)) demonstrierte anhand der Historie eines
gescherten quadratischen Elements, dass die Gleichung nicht die sogenannte
redundante Scherung berticksichtigt und somit nicht die gesamte Verfestigung ab-

bilden kann. Die Verwendung von Gleichung [2.56 mit ¢ = % kann somit nicht

als Ursache fiir den FlieBkurvenunterschied herangezogen werden. Zudem lasst sich
die Ubereinstimmung der Kurven bei AA5182 und DP600 hiermit nicht erkliren.

Schadigung durch Mikrorisse

Zener und Hollomon (1944) vermuten, dass ein Netz von mikroskopischen Griffith-
Rissen wahrend der Torsion entstehen. Diese sollen aufgrund ihrer Orientierung
die Flielspannung bei Scherbelastung stéirker reduzieren als bei Zugbelastungen.
Dass sich diese Art der Schadigung ausgerechnet beim duktilen Tiefziehstahl DC06
in Form einer reduzierten Scherfliefspannung auswirkt und nicht bei DP600 oder
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AAb5182 sichtbar wird, ist jedoch nicht nachvollziehbar. Somit gilt der Erklarungs-

ansatz durch Schiadigung und Mikrorisse als vermutlich unzutreffend.

Einfluss der kinematischen Verfestigung

Hill (1948) zeigte, dass durch die plastische Torsion eines Rohres eine Textur und
somit Anisotropie in den Werkstoff induziert wird. Dieser Effekt wird durch die un-
terschiedliche Streckung und Stauchung von verschiedenen Richtungen im Werk-
stoff begriindet. Bild zeigt diese Uberlegungen Hills anhand eines breiten
Werkstoffstreifens mit der Hohe h bei einfacher Scherung. Wahrend der untere
Rand dieses Elements unbeweglich bleibt, entsteht die Scherdehnung v durch die
horizontale Verschiebung u nach rechts am oberen Rand. Eine Faser mit der Rich-
tung S besitzt vor der Deformation eine Lange von [y, die im Verlauf der Scherung
zu 11 gestreckt oder gestaucht wird. Dabei sind die Langen [y und /; von der Rich-
tung ( abhidngig. Zudem erfahrt die Werkstofffaser eine Rotation um den Winkel
1. Am abgebildeten Beispiel verdndern sich somit die Richtungen OPy zu OPq,
0Qp zu OQq und OR zu OR;. Der Rotationswinkel kann durch

1 — 7 -sin(23) )
ST+ 72 cos(B) — 7 - sin(2P)

(4.8)

Y(B,y) = arccos (

als Funktion von 3 und v angegeben werden. Im Fall von OQ) steht die Faser mit
B = 0 zunachst senkrecht zur Scherrichtung. Die Rotation um ¢ = n entspricht
der konventionellen Definition der Scherdehnung mit

v = tan(a) = Z (4.9)

Die Dehnung der Faser lasst sich in diesem Fall mit

5:l1_l0:\/1+fy2—1 (4.10)

lo

beschreiben. Im allgemeinen Fall fir —3 < 8 < § kann die Dehnung der entspre-
chenden Richtung mit

e(B,7y) = \/1 + 72 - cos?() — v -sin(28) — 1 (4.11)

als eine Funktion von 8 und ~ dargestellt werden. Es ist offensichtlich, dass die Fa-
sern in den Richtungen mit g < 0 wéihrend der Scherung immer langer werden, wie
bei den Richtungen ORy und OQg. Die Richtungen mit 5 > 0, beispielsweise OPy,
werden zunachst kiirzer. Ein Teil dieser anfédnglich gestauchten Richtungen erfah-
ren im Anschluss eine Streckung bei fortwihrender Scherung (siehe Bild [4.21f).
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| @)
Richtungen werden | Richtungen werden
zu Beginn gestaucht | fortwahrend gestreckt
Bild 4.20: Entwicklung von Werkstofffasern verschiedener Orientierungen wah-
rend der einfachen Scherung in Anlehnung an Hill (1948))

Durch diesen nichtlinearen Belastungsverlauf trotz monotoner Scherbewegung ver-
mutet Hill einen Einfluss des Bauschinger-Effekts auf gewisse Orientierungen im
Werkstoff. In Bild sind Verlaufe der Faserdehnung von verschiedenen Ori-
entierungen abgebildet. Der Winkelausschnitt, in dem sich die Faserrichtungen mit
Belastungsumkehr befinden, kann mit

by = 1 = arctan~y (4.12)

angegeben werden. Die Schlussfolgerung von [Hill| (1948)), dass sich bei einfacher
Scherung eine komplexe Art der kinematischen Verfestigung beispielsweise in Form
eines Bauschinger-Effekts im Werkstoff einstellen kann, obwohl die Scherbelastung
monoton erfolgte, ist somit nachvollziebar. Neben der Stauchung und anschlieflen-
der Streckung bestimmter Richtungen wird zudem eine Verdrehung der Belastungs-
richtung wahrend der Scherung eingeleitet. Die Tatsache, dass in den vorliegenden
Experimenten nur bei DC06 die kinematische Verfestigung zu FlieBkurvenabwei-
chungen fiithrt, nicht jedoch bei DP600 und AA5182, lasst sich hiermit nicht ohne
Weiteres befriedigend erkldren. Im Vorgriff auf die Ergebnisse von Kapitel [6und die
Entwicklung des Bauschinger-Koeffizienten iiber die Vordehnung in Bild kann
fiir DCO6 keine ausgepragtere kinematische Verfestigung festgestellt werden als fiir
die anderen Werkstoffe. Insbesondere DP600 zeigt einen stérkeren Bauschinger-
Effekt.
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Einfluss der Versetzungsdichte

In [Shrivastava et al. (1982) wird die Hypothese aufgestellt, dass aufgrund unter-
schiedlicher Aktivierung der Gleitsysteme bei Scherung und Zug auch die Rate
der Verfestigung anders verlauft. Dabei verweisen die Autoren auf Hartemessun-
gen in den Arbeiten von [Nadai (1937) und Davis (1937), in denen bei gleicher
Vergleichsformédnderung eine hohere Harte an Zugproben ermittelt worden ist als
an Torsionsproben. Dieser Ansatz wiirde jedoch weiterhin nicht den Unterschied
bei DCO06 bei gleichzeitig ahnlichen FlieSkurven der anderen Werkstoffe erklaren.

Neue Hypothese: Einfluss der Forméanderungsgeschwindigkeit

Als eine neue Hypothese soll ein zusétzlicher Aspekt zum Erkldrungsansatz von
Shrivastava et al.| an dieser Stelle vorgeschlagen werden. Hierbei werden die Aus-
wirkungen unterschiedlicher Umformgeschwindigkeiten auf die FlieBkurve betrach-
tet. Wenn Zug- und Scherdeformation verschiedene Versetzungsdichten erzeugen,
obwohl dieselbe Vergleichsdehnung global vorliegt, so sind moglicherweise die
Geschwindigkeiten der mikrostrukturellen Versetzungsbewegungen unterschied-
lich. Ein Werkstoff, der empfindlich auf Anderungen der Umformgeschwindig-
keit reagiert, wiirde somit einen anderen FlieSkurvenverlauf aufweisen, wenn der
Einfluss der Umformgeschwindigkeit in den entsprechenden Geschwindigkeits-

b) 3 7
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Opazz"— = 22 o5

Faserdehnung a
=
A 3
+
A 3
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Scherdehnung &

Bild 4.21: a) Schematische Darstellung der Langenanderung einer Werkstofffaser
mit anfanglicher Stauchung und nachfolgender Streckung; b) Verlauf
der Dehnungen verschiedener Fasern mit unterschiedlichen Orientie-
rungen im Verlauf der einfachen Scherung
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GroBenordnungen stark ist. Um diese These zu priifen, ist in Bild ein Dia-
gramm mit bei verschiedenen Umformgeschwindigkeiten aufgenommenen FlieSkur-
ven dargestellt. Fiir DC06 und DP600 sind neben der quasistatischen Geschwin-
digkeit von ¢ = 0,01 s~! auch die hoheren Geschwindigkeiten von 0,1 s~! und 5
s~! aufgetragen. Die FlieSkurven von AA5182 wurden bei Geschwindigkeiten von
¢ =0,01s5710,1s ! und 1 s7! ermittelt. Die FlieBkurven mit erhdhten Umform-
geschwindigkeiten sind fiir die beiden Stahlwerkstoffe der Arbeit von

(2009) und fiir AA5182 der Arbeit von (2011)) entnommenf’|

800
600 —DP600,6=0,1/s
g
= 4
£ 4 DC06,6=0,1/s
g’ DC06|0=5/S----.-‘ / DCO6,O-=O)01/S
2 400 — ==t y R |
© _‘-0----‘ mmms
o " - - -_----‘- = st
% :‘ -I“-I“-‘ iy mnllll““““““l
= AA5182,6=0,01/s

200 . AA5182. 6=0.1/s
AA5182. 6=11/s
0
0,00 0,05 0,10 0,15 0,20 0,25
Umformgrad

Bild 4.22: Fliekurven der Werkstoffe DC06, DP600 und AA5182 bei unterschied-
lichen Formanderungsgeschwindigkeiten mit experimentellen Zugver-

suchsergebnissen von Zillmann| (2009) und

Hier lasst sich fiir DC06 ein starker Einfluss der Umformgeschwindigkeit feststel-
len. Bereits zwischen den Geschwindigkeiten von 0,1 s=! und 0,01 s~! existiert ein
Unterschied von 30 MPa. Dabei ist bereits die AnfangsflieBspannung deutlich er-

3Diese beiden studentischen Arbeiten wurden am Institut fiir Werkstoffwissenschaften und
Werkstofftechnik der Technischen Universitdt Chemnitz im Rahmen des DFG-Paketantrags 250
angefertigt und bereitgestellt.
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hoht. Bei DP600 existiert zwischen den FlieBkurven dieser beiden Geschwindigkei-
ten ein Unterschied von ca. 20 MPa, wobei die AnfangsflieSspannungen anndhernd
gleich sind. Die Entwicklung der Fliekurve von AA5182 ist bemerkenswert, da
eine leichter Abfall der Spannung mit zunehmender Umformgeschwindigkeit fest-
gestellt werden kann. Dabei ist festzustellen, dass die FlieSkurve von AA5182 kaum
sensitiv gegentiber hohen Umformgeschwindigkeiten ist.

Bei Betrachtung des Gesamtbildes kann somit auch die Hypothese einer Umform-
geschwindigkeitsabhangigkeit bei DC06 nicht vollsténdig befriedigend den Unter-
schied der Fliekurven erkldren. Zwar weist DC06 im Vergleich mit AA5182 und
DP600 die hochste Sensitivitat beziiglich der Formanderungsgeschwindigkeit auf,
dennoch miisste dieser Effekt auch auf DP600 einen merklichen Einfluss haben.
Die Messkurven des ebenen Torsionsversuchs wurden mit einer Forménderungsge-
schwindigkeit von ca. 0,01 s~} (nahe der inneren Einspannung) aufgenommen. Die
Dehnungsgeschwindigkeit auf einer Torsionsprobe sinkt jedoch mit zunehmendem
Radius.

4.3.5.3 Fazit aus den betrachteten Hypothesen

Keine der oben genannten Erkldrungsansatze fiir den Unterschied der FlieSkurve
zwischen Zug- und Torsions- bzw. Scherversuch kann die experimentellen Ergeb-
nisse zur vollen Zufriedenheit erklaren. Der Ansatz von durch Lastumkehr be-
anspruchten Richtungen im Werkstoff von Hill (1948) kann nachvollziehbar die
niedrigere Spannung bei der Scherung erklaren, indem ein komplexer Bauschinger-
Effekt angenommen wird. Jedoch ist damit nicht die gute Ubereinstimmung der
FlieSkurven von DP600 oder AA5182 erklirbar, da diese eine dhnliche oder noch
ausgepragtere kinematische Verfestigung zeigen. Bei der Untersuchung des Einflus-
ses der Umformgeschwindigkeit kann zwar eine deutliche Sensitivitat bei DC06 und
anndhernd kein Geschwindigkeitseinfluss bei AA5182 festgestellt werden. Jedoch
miisste damit auch bei DP600 ein Unterschied der ScherflieBkurve entstehen.

Zur endgiiltigen Klarung dieser Fragestellung sind daher weitere Untersuchungen
notwendig. Zum einen ist eine groflere Auswahl von verschiedenen Werkstoffen in
Zug- und Torsions- bzw. Scherversuchen einander gegeniiberzustellen, um festzu-
stellen, fir welche Werkstoffe eine niedrigere ScherflieSkurve entsteht. Zum an-
deren wéren neben Analyse der Anisotrope, der kinematischen Verfestigung und
der Geschwindigkeitsabhéngigkeit auch mikrostrukturelle Untersuchungen in Form
von Messungen der Versetzungsdichte und Analyse der Schiadigung hilfreich. Eine
mogliche Losung kann dabei in der Wahl eines geeigneten anisotropen FlieSkrite-
rium liegen. Eventuell kann eine Ubereinstimmung gefunden werden, wenn nicht-
quadratische Flieforte verwendet werden und eine Korrelation iiber die dquivalente
plastische Arbeit durchgefithrt wird.
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4.3.6 Fehlerbetrachtung fiir die vorgeschlagenen
Auswertungsmethoden

Wie jede experimentelle Methode ist das Ergebnis bei der FlieSkurvenermittlung
mithilfe des ebenen Torsionsversuchs mit Mess- und Auswertefehlern verbunden.
Diese sollen im Folgenden aufgefithrt und eingeschétzt werden.

4.3.6.1 Fehler in der Spannungsberechnung

Da eine direkte Messung der Spannung an der jeweiligen Position in der Torsions-
probe nicht moglich ist, wird die Spannung aus der Gleichung berechnet. Es
existieren vier Fehlerquellen, die sich auf das Ergebnis der Spannungsberechnung
auswirken.

e Drehmomentmessung: Der Drehmomentsensor basiert auf Dehnungsmess-
streifen und hat einen Nennmessbereich von 5000 Nm. Die Genauigkeitsklasse
ist mit 0,1 angegeben, sodass eine Messabweichung von ey = 5 Nm maximal
zuléssig ist. Die tatséchliche Abweichung ist jedoch deutlich geringer, insbe-
sondere bei kleineren Drehmomenten von M < 100 Nm.

e Messung der Blechdicke: Die Blechdicke der Torsionsproben wird vor dem
Einsatz mit einer Biigelmessschraube tiberpriift. Ein Messfehler von maximal
ey =0,01 mm ist moglich.

e Bestimmung der rdumlichen Koordinaten: Die radiale Position der Pro-
be wird in der Regel aus der optischen Dehnungsmessung entnommen. Die
Qualitat der Positions- bzw. Abstandsmessung des ARAMIS-Systems héngt
von verschiedenen Faktoren ab. Die Messgenauigkeit ist von der jeweils durch-
gefiithrten Kalibrierung abhéngig. Dabei wird als Qualitatsmaf fiir die Kali-
brierung eine maximale Abweichung von 0,03 Pixel toleriert. Der mogliche
Messfehler in der Positionsbestimmung ist somit zudem von der Gesamt-
auflosung und dem gewahlten Probenausschnitt abhangig. Weitere Einfliisse
wie Dekalibrierung durch Verwacklungen oder Temperaturdnderungen kon-
nen ebenfalls Messabweichungen herbeifithren. Die genaue Bestimmung des
maximalen Fehlers ist schwierig. Insgesamt kann bei der nachgeschalteten
Dehnungsmessung fiir den moéglichen Messfehler bei der Positionsmessung
ein Maximalwert von e, = 0,01 mm abschatzend angenommen werden. Bei
der kontinuierlichen Dehnungsmessung ist der Fehler deutlich geringer, da der
Bildausschnitt einen kleineren Probenbereich umfasst.

e Bestimmung des Mittelpunktes: Die Ermittlung des Proben- und somit
Verdrehmittelpunktes ist eine Herausforderung fiir die Auswertung des ebe-
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nen Torsionsversuchs. Anders als bei der reinen Messung der Koordinaten ist
aus den Aufnahmen nicht direkt ersichtlich, an welcher Stelle der Mittelpunkt
anzunehmen ist. Der Mittelpunkt ist jedoch fiir die Bestimmung des Radi-
us r notwendig. Da bei der nachgeschalteten Dehnungsmessung die gesamte
Probe sichtbar ist, kann tber die Probenform und die auftretenden Dehnun-
gen der Mittelpunkt iiber eine Anpassung eines Kreises in der Auswertung
gefunden werden. Diese Methode kann die Mitte mit einer Genauigkeit von
er = 0,2 mm bestimmen. Die kontinuierliche Messung zeigt nur einen Pro-
benausschnitt, sodass diese Methode zu fehleranfallig wére. Stattdessen kann
iiber eine vorgeschaltete Leerfahrt eine Messung der kreisformigen Bahn der
Messpunkte aufgenommen werden. Uber einen entsprechenden Algorithmus
werden diese Bahnen zur Berechnung des Bahnmittelpunkts verwendet. Der
maximale Fehler ist dabei auf ca. e, = 0,1 mm einzuschétzen.

Zwei Extremfélle sind denkbar, bei denen die jeweiligen einzelnen Abweichungen
sich zu einer Konstellation mit einer maximalen positiven oder negativen Abwei-
chung vom korrekten Messwert der Spannung ergeben:

M
Tmaximal = T Cu (413)
21 - (t—ey) - (r—ep — €r)?
M —
Tminimal = 9 M (414)

T (t+ep) (r+ep+e)?

Wenn Gleichung bzw. durch den Nominalwert der Schubspannung
(Gleichung [2.49) dividiert wird, ergibt sich der maximale prozentuale Gesamt-
fehler nach Abziehen von 1 aus:

14
(F8) 1= (=)]

Somit hdngt die maximale Abweichung bei der Spannungsermittlung von dem je-

fs = -1 (4.15)

weiligen Belastungszustand, der Probendicke und dem ausgewerteten Radius ab.
Mit steigender Drehmomentenbelastung sinkt der maximal mogliche Fehler in der
Spannungsberechnung. Ebenso sind die Fehler kleiner bei der Auswertung von gro-
Beren Radien. In einem Zahlenbeispiel fiir eine typische Messung mit M = 200
Nm, ¢t = 1 mm am Radius » = 15 mm ergibt sich ein maximaler Fehler von
+6,5 %/—6,1 % bei der nachgeschalteten Messung und +5,1 %/—4,9 % bei der
kontinuierlichen Dehnungsmessung, wenn alle Fehlerquellen jeweils zu den beiden
Extremfallen kombiniert werden.
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4.3.6.2 Fehler in der Dehnungsmessung

Eine exakte Angabe der Messgenauigkeit aus der optischen Dehnungsmessung ist
zum aktuellen Stand der Entwicklung nicht von Herstellerseite verfiighbar. Die Qua-
litdat der Messung ist von der Kalibrierung und dem jeweiligen Muster abhangig.
Der maximale Fehler bei der nachgeschalteten Dehnungsmessung ist dabei deutlich
hoher als bei der kontinuierlichen Dehnungsmessung.

Aus Messreihen am ebenen Torsionsversuch lasst sich fiir eine lokale Einzelmessung
ein maximaler absoluter Fehler von ca. 0,03 im Ergebnis des Vergleichsumformgra-
des feststellen. Jeder einzelne Messpunkt in der nachgeschalteten Dehnungsmes-
sung kann einen solchen Fehler unabhéangig von den anderen Messungen enthalten.
Bei der kontinuierlichen Dehnungsmessung werden Mittelwerte fiir einen bestimm-
ten Radius gebildet. Damit wird der Einfluss des Messrauschens gemeinsam mit
anderen Fehlerquellen minimiert. Durch Vergleich verschiedener Messreihen kann
fiir den maximalen absoluten Fehler des ermittelten Vergleichsumformgrades ein

Wert von ca. 0,002 bestimmt werden.

4.4 Analyse der inneren Einspannung

Aufgrund der hohen Deformation ist der Bereich der Probe vor der inneren Ein-
spannung besonders interessant fiir die Ermittlung von FlieSkurven. Daher muss
gepriift werden, in welchem Umfang die Einspannung das Ergebnis beeinflusst. Zu
diesem Zweck wird eine numerische Analyse der Spannungsiiberlagerung durch die
innere Einspannung durchgefiihrt. Ergdnzend wird eine Versuchsreihe betrachtet,
bei der ein Aluminium-Werkstoff bei verschiedenen inneren Einspannkréften ge-
priift und die daraus entstandenen Messungen verglichen werden. Zusétzlich wird
der Einfluss verschiedener Oberflichenstrukturierungen fiir das Spannwerkzeug dis-
kutiert.

4.4.1 Numerische Analyse der Spannungsiiberlagerung durch die
innere Einspannung

Es wurde ein 2D-FE-Modell in ABAQUS aus CAX4-Kontinuumselementen zur Ab-
bildung axialsymmetrischer Belastungen erstellt. Als Geometrie wurde eine Probe
mit einer Blechdicke von £ = 1 mm und den Einspannradien r; = 15 mm und r, =
30 mm gewéhlt. Die Elementkantenldnge betrigt 0,02 mm. Diese Probe erfidhrt eine
senkrecht zur Blechebene wirkende Klemmkraft von 50 kN, welche auf die Elemen-
te unterhalb der Einspannung ausgetibt wird. Die Oberfliche des Klemmwerkzeugs
wird dabei als eine Ebene angenommen, die Riffelung wird dabei vernachlassigt. Fi-
ne Torsionsbelastung wird nicht iiberlagert. Der Einspanndruck p betragt in diesem



82 Versuchsautbau und FlieSkurvenermittlung

¢Innenstempe|

F =50 kN Einspanndruck p = 70,7 MPa Opises P

1,62
1,49
1,35
1,21
1,08
0,95
0,81
0,68
0,54
0,41
0,27
0,14
0,00

0,5 mm

r— 15,0 mm 15,5 mm 16,0 mm

Bild 4.23: Ergebnis der numerischen Simulation zur Analyse der Spannungstiber-
lagerung durch die innere Einspannkraft

Fall ca. 70,7 MPa. Bei der Modellierung wurde die Axialsymmetrie und die Sym-
metrie beziliglich der Blechmittelebene ausgenutzt. Bild zeigt das Ergebnis
der Simulation als Konturplot im Bereich nahe der Einspannung. Farbig dargestellt
ist das Verhaltnis der Vergleichspannung nach von Mises zum Einspanndruck UMT
Die Spannungsverteilung weist ein Maximum an der Stelle der Blechoberfliche auf,
bei der die Grenze zwischen dem eingespannten und freien Probenbereich liegt. Die
Hohe der an dieser Stelle ermittelten Spannung ist der numerischen Singularitat
durch die Unstetigkeit bei der Definition der Einspannfliche geschuldet. Fiir den
Probenbereich nahe der Einspannung lassen sich geringe Spannungen innerhalb ei-
nes Bereichs von ca. 0,2 mm vor der Einspannung feststellen. Dabei verhalt sich
die Blechoberfliche anders als das Probeninnere.

Bild zeigt den Verlauf der radialen und senkrechten Spannungskomponente
o, und o, Uber den Radius r. Dabei wird sowohl der Verlauf an der Oberflache
als auch der Verlauf in der Blechmittelebene dargstellt. Die o,,-Komponente ist
an der Blechoberfliche grofitenteils positiv, wihrend in der Blechmitte eine sehr
geringe Druckspannung in radialer Richtung herrscht. Die Spannungskomponente
in z-Richtung weist an der Blechoberfldche einen sehr hohen Wert am Rand der
Einspannung auf, wobei dieser Wert sehr schnell gegen 0 lauft aufgrund der freien
Oberflache. In der Blechmitte strahlt die Einspannung Druckspannungen bis zu
einem Radius von ca. 15,4 mm aus. Das Spannungsniveau dieser Komponente féllt
annahernd linear mit dem Radius ab.

Um zu bewerten, inwiefern diese Spannungsiiberlagerung die ermittelte Fliespan-
nung wihrend der Torsionsspannung beeinflusst, ist die Vergleichspannung zu be-
rechnen, welche sich aus dem dreiachsigen Spannungszustand in der Néahe der Ein-
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Bild 4.24: Verteilung der Spannungskomponenten in r- und z-Richtung an der
Oberflache der Blechprobe und in der Mitte der Blechdicke bei F' = 50
KN und r; = 15 mm

spannung ergibt. Als Beispiel soll daher eine Belastung von 122,4 Nm als Torsions-
moment berechnet werden. Unter Annahme isotropen Werkstoffverhaltens ergibt
das an der Position der inneren Einspannung bei r = r; = 15 mm eine Flief3-
spannung von 150 MPa ohne eine Uberlagerung der inneren Klemmkrafteinfliisse.
Mit der Vergleichsspannungshypothese nach von Mises kénnen die Spannungskom-
ponenten oy, 0,, und 7Tp zu einem skalaren Wert fiir k¢ umgerechnet werden.
Bild zeigt den Verlauf der auf diese Weise errechneten Flielspannungen fiir
die Blechoberfliche und die Blechmitte. Es zeigt sich, dass die tatséchlich herr-
schende Vergleichsspannung hoher ist, als die mittels Gleichung berechnete
Spannung unter alleiniger Berticksichtigung der Schubspannung durch das Torsi-
onsmoment. Die Abweichungen an der Blechoberfliche sind dabei hoher als in der
Blechmitte. Da die Spannung iiber die Blechdicke nicht konstant ist, kann kein
genauer Wert fiir das globale Verhalten des Bleches an diesem Radius vorausge-
sagt werden. Aufgrund der Spannungsverteilung ist anzunehmen, dass ein solcher
Wert betragsméfiig zwischen den Ergebnissen fiir Blechoberfliche und Blechmit-
te liegen wird. Bild zeigt die prozentuale Abweichung in der Blechmitte
und an der Oberfliche von der theoretisch errechneten Spannung. Die hochste
Abweichung betragt an der inneren Einspannung ca. 3 % in der Blechmitte. An
der Oberfliache ist die Abweichung hoher, jedoch aufgrund der Singularitét in der
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Bild 4.25: a) Verlauf der Fliespannung unter Berticksichtigung der Spannungs-
iiberlagerung durch die innere Einspannung; b) Uberhohung der tat-
sichlichen FlieBspannung gegeniiber der Fliespannungsberechnung
aus der reinen Torsionsbelastung

Simulation schwer auszulegen. Es kann jedoch festgestellt werden, dass ein Klemm-
druck von ca. 70 MPa an der inneren Einspannung nur eine geringe und lokal stark
begrenzte Erhohung der Flielspannung bewirkt. Mit zunehmendem Drehmoment
wird die prozentuale Abweichung ebenfalls abnehmen, da eine Vergréflerung der
Schubspannungskomponente 7,y bewirkt, dass der Einfluss der konstant bleiben-

den Normalspannungskomponenten o,, und o,, verringert wird.

4.4.2 Einfluss der Klemmkraft auf die ermittelte FlieBkurve:
Experimentelle Analyse

Zur Uberpriifung der Hypothese, dass die Spannungsiiberlagerung durch die Ein-
spannkraft nur einen geringen Einfluss hat, wird der Werkstoff AA5182 in einer
Versuchsreihe mit unterschiedlichen Klemmkraften an der inneren Einspannung
gepriift. Bild zeigt vier Messungen, bei denen die Klemmkraft von 20 kN
schrittweise auf 50 kN erhoht wurde. Dis bewirkt Klemmdriicke von 29 MPa, 43
MPa, 58 MPa und 72 MPa. Als Werkzeugstrukturierung wurde das rechtwink-
lige Raster mit 1 mm Rasterabstand gewahlt, welches in Abschnitt naher
beschrieben wird. Eine Einspannung mit 10 kN Klemmkraft konnte keine verwert-
baren Ergebnisse liefern, da ein Durchrutschen stattfand. Die in den vier Mes-
sungen erzielten Punktewolken zeigen einen Verlauf der Verfestigung, welcher mit
einer AnfangsflieBspannung unter 150 MPa beginnt. Bei einem Umformgrad von
0,2 wird eine FlieBspannung von ca. 340 MPa festgestellt, das fiir alle vier Mes-
sungen gilt. Der Unterschied der Punktewolken liegt in der maximal gemessenen
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Bild 4.26: Vergleich der ermittelten Messpunkte fiir AA5182 bei unterschiedlichen
Klemmkréften der inneren Einspannung: a) 20 kN, b) 30 kN, c) 40
kN und d) 50 kN

Forméanderung, welche zwischen 0,2 und 0,4 liegt. Dabei ist klar erkennbar, dass
eine hohere Einspannkraft eine geringfiigige Erhohung der erreichten maximalen
Forméanderung bewirkt. Die Hohe der Klemmkraft hat in der vorliegenden Messrei-
he keinen signifikanten Einfluss auf den qualitativen Verlauf der FlieBkurve. Somit
kann der Einfluss der Klemmkraft von bis zu 50 kN bei den vorliegenden Pro-
ben als unkritisch in Hinblick auf den Verlauf der ermittelten Verfestigungskurve
betrachtet werden.

4.4.3 Einfluss der Oberflaichenstrukturierung auf den erreichbaren
Umformgrad

In Abschnitt konnte festgestellt werden, dass nicht alle Werkstoffe im ebe-
nen Torsionsversuch bis zu hohen Dehnungen geprift werden konnen, wie dies
beispielsweise beim Tiefziehstahl DC06 der Fall ist. Faltenbildung konnte als Ur-
sache des Versuchsendes nicht festgestellt werden. Es ist daher zu erwarten, dass
die Werkstoffe entweder eine zu geringe Verfestigungsneigung ab einer bestimmten
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Deformation aufweisen, oder dass ein Durchrutschen der inneren Einspannung auf-
tritt. In diesem Abschnitt soll daher analysiert werden, inwiefern die Gestaltung
des inneren Einspannwerkzeugs Einfluss auf die ermittelbare Formanderung hat.
Dazu wird zum einen die Feinheit der Riffelung fiir die Versuchswerkstoffe variiert.
Zum anderen wird eine Variante des Spannwerkzeugs mit Formschluss-Elementen
gepriift. In einer zusatzlichen Messreihe wird der Einfluss der Klemmkraft auf die
erzielbare Umformung analysiert.

Vier Oberflachenkonfigurationen werden im Folgenden untersucht. Diese Ergebnis-
se wurden in Rahmen einer studentischen Projektarbeit von Haupt| (2013)) erzielt

und verdffentlicht (Yin et al., [2013). Bild zeigt jeweils eine Detailaufnah-
me der Oberflaichenstrukturierung dieser vier Konfigurationen. Die verwendeten

a) b)
Konfiguration 1 Konfiguration 2
Rasterabstand 0,5 mm Rasterabstand 1,0 mm
c) d)
Konfiguration 3 Konfiguration 4
Rasterabstand 2,0 mm Rasterabstand 2,0 mm

zusatzliche Formschluss-Elemente

Bild 4.27: Verschiedene Oberflichen des inneren Spannwerkzeugs: a) rechtwink-
liges Pyramidenraster mit 0,5 mm Spitzenabstand; b) rechtwinkliges
Pyramidenraster mit 1,0 mm Spitzenabstand; c) rechtwinkliges Pyra-
midenraster mit 2,0 mm Spitzenabstand; d) rechtwinkliges Pyramiden-
raster mit 2,0 mm Spitzenabstand und zuséatzlich acht Zylinderstiftes
als Formschluss-Elemente
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Einspannwerkzeuge besitzen jeweils einen Radius von r; = 15 mm. Konfiguration
1 weist ein rechtwinkliges Raster von kleinen pyramidenférmigen Spitzen im Ab-
stand von 0,5 mm auf, welche einen Spitzenwinkel von 60° besitzen. Die zweite
und dritte Konfiguration besteht aus dem gleichen Raster, wobei die Absténde der
Spitzen jeweils 1,0 mm bzw. 2,0 mm betragen. Die ersten drei Oberflachenkonfi-
gurationen sind mit einer zentralen Bohrung versehen, in der ein Zylinderstift mit
einem Durchmesser von 4 mm Platz findet. Dieser Stift dient wahrend der Versuchs-
durchfiithrung zur Zentrierung bei der Einlegung der Torsionsprobe. Konfiguration
4 basiert auf dem Raster von Konfiguration 3, wobei sich in einem Lochkreis von
22 mm Durchmesser acht Zylinderstifte mit jeweils 4 mm Stiftdurchmesser befin-
den. Entsprechende Bohrungen wurden ebenfalls in den Proben vorgesehen, sodass
formschliissige Ubertragung der Torsionsbelastung zusétzlich zur Einspannkraft an

der inneren Einspannung gewéahrleistet wird.

In den Bildern |4.28| bis [4.30| sind jeweils typische Messungen der Versuchswerk-

stoffe unter Verwendung der jeweiligen Werkzeugoberflachenkonfiguration darge-
stellt. Die Blechdicken betragen jeweils 1 mm, der Klemmdruck ist mit 70 MPa
(Klemmkraft ca. 50 kN) fiir alle Versuche identisch gewahlt. Die Verdrehgeschwin-
digkeit wurde mit 0,05° pro Sekunde eingestellt. Zur Auswertung wurde die nach-
geschaltete Dehnungsmessung angewendet. Der Versuch gilt als beendet, sobald
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Bild 4.28: Messwerte fiir DC06, t = 1 mm fiir a) Konfiguration 1, b) Konfigura-
tion 2, c) Konfiguration 3 und d) Konfiguration 4



88 Versuchsaufbau und FlieSkurvenermittlung

ein Abfall des Drehmoments erfasst wird. Fiir den duktilen Tiefziehstahl DCO06 er-
reicht diese Messreihe fiir alle Konfigurationen hohe Dehnungen. Insbesondere fiir
Konfiguration 2 (Bild [4.28b) ist die gemessene Umformung von bis zu ¢ ~ 1,2
ein sehr guter Wert, der eine weitere Extrapolation der FlieBkurve unnotig macht.
Auch fiir die erste und dritte Konfiguration kénnen hohe Dehnungen erreicht wer-
den. Fiir Konfiguration 4 mit den Formschluss-Elementen konnen jedoch lediglich
Werte bis 0,8 erzielt werden.

Die beiden Aluminium-Legierungen AA5182 und AA6016 weisen bei Konfiguration
1 mit dem geringsten Rasterabstand messbare Umformgrade von ca. 0,4 (AA5182)
und 0,3 (AA6016 auf). Im Vergleich zu der messbaren FlieBkurve beim Zugversuch
bis ¢ ~ 0,24 ist die Verbesserung im ebenen Torsionsversuch gering. Fiir die grobe-
ren Rasterabstdnde bei Konfiguration 2 und 3 kénnen bei beiden Aluminiumwerk-
stoffen Umformgrade von ca. 0,4 bis 0,5 erreicht werden. Mit den Formschluss-
Elementen ist eine zusatzliche Steigerung der gemessenen Deformation moglich.
Jedoch ist der Verlauf der Verfestigung fiir die gemessenen Punkte niedriger als die
in den anderen Konfigurationen dokumentierten Messungen. Aus diesem Grund
ist die Korrektheit der Messung fiir die hoheren Deformationen ab ca. ¢ > 0,3

anzuzweifeln.

a) o b)
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02 04 0,6 0,8
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Bild 4.29: Messwerte fir AA5182, t = 1 mm fiir a) Konfiguration 1, b) Konfigu-
ration 2, ¢) Konfiguration 3 und d) Konfiguration 4
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Bild 4.30: Messwerte fiir AA6016, ¢ = 1 mm fiir a) Konfiguration 1, b) Konfigu-
ration 2, ¢) Konfiguration 3 und d) Konfiguration 4
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Bild 4.31: Messwerte fiir DP600, ¢ = 1 mm fir a) Konfiguration 1, b) Konfigu-
ration 2, ¢) Konfiguration 3 und d) Konfiguration 4
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Auch fiir den Dualphasenstahl DP600 sind die erreichbaren Forménderungen im
ebenen Torsionsversuch geringer als beim Stahl DC06. Wahrend mit Konfigurati-
on 1 Umformgrade von ca. 0,3 gemessen werden, sind mit Konfiguration 2 und
3 Forméanderungen bis 0,4 oder mehr moglich. Erneut ist die Verwendung der
Formschluss-Elemente nicht zielfiihrend zur Erzielung noch hoherer Umformgra-

de. Im Zugversuch sind Umformgrade von 0,2 bis 0,25 erreichbar.

Zusammenfassend kann tiber die Variation der Strukturierung der Einspannwerk-
zeuge festgehalten werden, dass fiir die gepriiften Werkstoffe die Rasterabstande
mit 1 mm und 2 mm die besten Ergebnisse erzielen. Die Verwendung der sehr feinen
Gitterabstande von 0,5 mm erzeugt nicht ausreichend Haftung an den Stahlwerk-
stoffen, um das erforderliche Drehmoment zu iibertragen. Dies kann zum Durch-
rutschen der Einspannung fiihren, welche als Rutschmarken auf der Probe sichtbar
sind. Bild zeigt zwel Nahansichten der eingespannten Probenfliche nach der
Torsion an DC06 und DP600.

Auch die Verwendung der Formschluss-Elemente kann keine zufriedenstellende Lo-
sung zur Erhohung der messbaren Forméanderungen bieten. Es zeigt sich, dass die
Zylinderstifte zwar Last tibertragen, die Blechprobe jedoch nicht in der Lage ist, bei
eventuell auftretenden Rutschbewegungen die Last iiber die kleinen Kontaktflichen
in den Bohrungen zu iibertragen. Aus diesem Grund sind die zuvor runden Bohrun-
gen in der Blechprobe stark zu Tropfenformen verzerrt. Bild zeigt dabei die
Verformung der zuvor runden Locher. Dabei zeigt sich das weichere DC06 deutlich

a) b)

DCO06 DP600

Rutschmarken bei Konfiguration 1

Bild 4.32: Anzeichen des Durchrutschens bei zu geringer Haftung der inneren
Einspannung, wenn die Strukturierung zu fein gewdhlt wird bei a)

DCO06 und b) DP600
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a) b)

DCO06 DP600

Verzerrung der Bohrungen bei Konfiguration 4

Bild 4.33: Verzerrung der Bohrungen auf der Probe durch die Zylinderstifte bei
a) DCO06 und b) DP600

starker von der Klemmkraft und der ungewollten Tropfenverformung betroffen als
die vergleichsweise festere DP600-Legierung.

Bild zeigt vier Ausschnitte von eingespannten Probenflichen nach dem Prii-
fen der Aluminium-Legierungen. Beide Legierungen zeigen ahnliche Erscheinungen

a) AA6016 - Konfiguration 1 b) AA6016 - Konfiguration 2

keine starke Verzerrung der Anrisslinie

c) AA5182 - Konfiguration 3 d) AA5182 Konfiguration 4

Rissbildung

Bild 4.34: Abrupte Pfaddanderung von Radiallinien bei AA5182 und AA6016
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an dieser Stelle. Es lasst sich anhand der vor der Deformation aufgebrachten An-
risslinien feststellen, das die erreichte Umformung gering war, wahrend der Lini-
enverlauf eine Unstetigkeit am Rand der Einspannung aufweist. Dies ist die Folge
einer Dehnungslokalisation in einem kleinen Bereich, welches durch eine flach ver-
laufende Verfestigung bedingt ist. In der Konfiguration 3 mit groben Absténden
der Riffelung ist zudem eine Rissbildung erkennbar, an dem Werkstoffversagen
auftrat. Im Gegensatz zu den Stahlwerkstoffen sind die Rundlécher nicht verzerrt.
Dies weist darauf hin, dass der Abfall des Drehmoments nicht durch Rutschen der
inneren Einspannung bedingt ist.

4.5 Fazit

In diesem Kapitel wurden eine experimentelle Priifvorrichtung zur Durchfiihrung
ebener Torsionsversuche und verschiedene Methoden zur FlieBkurvenermittlung
mithilfe der optischen Dehnungsmessung prasentiert. Folgende Schwerpunkte wur-
den dabei gesetzt:

e Experimentelle Priifvorrichtung: Eine Versuchsanlage wurde fiir die
Durchfithrung von ebenen Torsionsversuchen an Blechproben entwickelt und
in Betrieb genommen. Die Anforderungen an eine solche Vorrichtung wurden

dargestellt, die konstruktive Umsetzung erlautert.

e FlieBkurvenermittlung: Zwei verschiedene Methoden zur Ermittlung von
FlieBkurven mittels optischer Dehnungsmessung im ebenen Torsionsversuch
wurden eingefithrt und anhand verschiedener Blechwerkstoffe demonstriert.
Die Existenz eines Spannungs- und Dehnungsgradienten bei der ebenen Tor-
sion wurde hierbei ausgenutzt. Der Vorteil der nachgeschalteten Deh-
nungsmessung liegt in dem geringen Messaufwand. Die kontinuierliche
Dehnungsmessung kann eine Vielzahl von FlieSkurven mit unterschiedli-
cher Enddehnung ermitteln. Der Effekt der dynamischen Reckalterung (PLC-
Effekt) im ebenen Torsionsversuch bei AA5182 konnte erstmalig beobachtet
und analysiert werden. Die Erreichbarkeit von hohen Umformgraden wur-
de bestétigt, insbesondere fiir duktile Tiefziehstahle wie DCO06. Im Vergleich
mit Ergebnissen des einachsigen Zugversuchs liefern beide Auswertungsme-
thoden vergleichbare Ergebnisse. Lediglich fiir den Werkstoff DCO06 liegt eine
Abweichung der Scherfliekurve vor. Hypothesen iiber die Ursachen fiir die
Abweichung wurden detailliert diskutiert. Eine vollstdndig zufriedenstellende
Erklarung konnte nicht gefunden werden. Es bleibt zu priifen, ob die Ver-

wendung eines nicht-quadratischen FlieSkriteriums tiber die Korrelation der
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dquivalenten plastischen Arbeit zu einer besseren Ubereinstimmung der Flief-
kurven fiithren kann.

e Innere Einspannung: In einer numerischen Analyse wurde die Druckspan-
nungsiiberlagerung durch die innere Einspannkraft untersucht. Dabei zeigt
sich ein vernachlassigbarer Einfluss auf die ermittelte Fliespannung in un-
mittelbarer Nahe der Einspannung. Eine experimentelle Versuchsreihe mit
unterschiedlichen Einspannkréften konnte dieses Ergebnis bestétigen. Um die
Moglichkeit zur Erhohung des erreichbaren Umformgrads bei der Fliekur-
venermittlung zu priifen, wurden verschiedene Oberflachenstrukturierungen
verglichen. Es zeigt sich, dass die maximal gemessene Forménderung durch
die Feinheit der Riffelung oder durch zusétzliche Formschluss-Elemente nur
geringfiigig verbessert werden kann.

e Einfluss des Verfestigungsverhaltens Wenn Durchrutschen und Falten-
bildung ausgeschlossen werden kann, so ist der Grund fir die Begrenzung
des Umformgrades im Werkstoftverhalten zu suchen. Kapitel 5 behandelt da-
her den Einfluss des Verfestigungsverhaltens auf das Verhalten der Probe im
ebenen Torsionsversuch.
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5 Analyse des Verfestigungsverhaltens

In Abschnitt wurde festgestellt, dass die Limitierung des erreichbaren Um-
formgrades im ebenen Torsionsversuch nicht ausschliefllich durch Faltenbildung
oder Durchrutschen der inneren Einspannung verursacht wird. In diesem Kapitel
soll daher der ebene Torsionsversuch mithilfe analytischer Methoden und nume-
rischer Simulation hinsichtlich des Verhaltens auf unterschiedliches Verfestigungs-
verhalten von Werkstoffen untersucht werden. Das Ziel ist es, ein grundlegendes

Verstandnis fiir den Versuch aufzubauen.

In den folgenden Abschnitten wird ein analytisches Modell zur Beschreibung der
Spannungen und Dehnungen im ebenen Torsionsversuch aufgebaut. Die sich einstel-
lenden Verschiebungen, Dehnungen und der Drehwinkel werden fiir elastische und
plastische Deformationen hergeleitet. Es wird gepriift, inwiefern ein Mindestmafl
an Verfestigung benétigt wird, um eine Auswertung der FlieBkurve zu ermoglichen.
Die Ergebnisse werden mittels numerischer Simulation iiberpriift. Zudem wird das
Verhalten des ebenen Torsionsversuchs bei einer Lastumkehr mit analytischen An-
siatzen diskutiert.

5.1 Berechnung von Spannung und Dehnung

Wenn isotropes Werkstoffverhalten vorausgesetzt wird, lasst sich der ebene Tor-
sionsversuch relativ einfach als ein eindimensionales kontinuumsmechanisches Pro-
blem darstellen. Im Folgenden werden die Dehnungen und Spannungen aus dem
Verschiebungsfeld und dem Gleichgewicht hergeleitet. Es werden ideale Einspann-
bedingungen angenommen, sodass kein Durchrutschen stattfinden kann.

5.1.1 Verschiebungsfeld

Bild zeigt die relevanten geometrischen Groflen bei dieser Betrachtung. Es
wird hierbei ein Zylinderkoordinatensystem mit den Richtungen r, ¢ und z ver-
wendet. Die Probe besteht aus einer Ringflache, die durch die Einspannradien r;
und r, begrenzt wird. Bei kleinen Deformationen kann zunachst davon ausgegan-
gen werden, dass jeder Punkt sich auf einer Kreishahn mit konstantem Radius
bewegt. Verschiebungen in Dickenrichtung u, oder radiale Verschiebungen u, sind
nicht vorhanden. Fiir jede radiale Position r lasst sich somit eine Verschiebung
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Bild 5.1: Geometrische Groflen im ebenen Torsionsversuch

us(r) in tangentialer Richtung definieren. Der Verschiebungsgradient ldsst sich in
Zylinderkoordinaten fiir den ebenen Torsionsversuch somit darstellen als

Ouy 1 (Our Ouy u(r)
Ge (B —us) G 0 =0
grad u(r, ¢, z) = % % (%_1;? — Ur) % =|u(r) 0 0f- (5.1)
Ouy, 1 Ouy, Ouy
motm o) o 0 o

Zur Vereinfachung der Darstellung wird die tangentiale Verschiebung ug(r) im Fol-
genden mit u(r) und die Ableitung einer Funktion nach r mit %Y) = f'(r) bezeich-
net. Die Randbedingungen fiir die Verschiebung lassen sich aus der Einspannung
ableiten. Im Folgenden wird davon ausgegangen, dass die innere Einspannung un-
beweglich bleibt, wahrend die Rotation in Form eines globalen Verdrehwinkels «
an der auBleren Einspannung eingebracht wird. Die Verschiebung besitzt somit als

Grenzwerte
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Fiir den linearisierten Verzerrungstensor ergibt sich

Err Erg Erz 0 % {u’ (r) — ugf)} 0
E(T, ®, Z) = | o Epp Eda| = % [u’(r) — ug)} 0 ol. (5.4)
Eur €29 Euz 0 0 0

Der Scherwinkel lasst sich daher als

!/
Y=Y = 2. Erp = ’U/(T) — M =7T- [?j@] (Vgl Gl ’ (55)
formulieren.

5.1.2 Gleichgewicht

Bei der allgemeinen Definition des Gleichgewichts muss die Divergenz des Span-

nungstensors verschwinden:

8r r7
80'rr_|_ (Jrr_0¢¢)+%g¢¢+aT

8T¢r

dive = + T¢r + 1807(‘?’ + 67‘” (5.6)

T

aTzr 1 87—24) aazz
+ 7 Tar + r 0 +

I
o o o

Es wird angenommen, dass nur die Spannungskomponente 7 = 0,4 existiert und
diese nur vom Radius r abhéngig ist. Damit reduziert sich die Gleichgewichtsbe-
dingung zu der Gleichung

dTr¢ 2
—Tr¢ = 0. 5.7
dr + er) (5.7)

Die Losung dieser Differenzialgleichung lésst sich mit

Trgp = 5 (58)

angeben, wobei C] eine Konstante ist. Aus den Randbedingungen lésst sich diese
bestimmen, sodass die Scherspannung als Funktion des Radius berechnet werden

kann:

=) = — 1 (vgl. GL D). (5.9)

2 -t -r
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5.1.3 Grenzradius zwischen elastischer und plastischer Deformation

Der Gradient von Spannung und Dehnung in einer ebenen Torsionsprobe unter
Belastung fiihrt zu einer Ausbreitung der plastischen Deformation von innen nach
auflen. Somit kénnen zwei Bereiche auf der Probe existieren: ein innerer Bereich,
in der die Belastung elastisch-plastische Deformationen hervorruft, und ein au-
Berer Bereich, in der nur elastische Deformationen vorzufinden sind. Die Grenze
zwischen diesen Bereichen bildet der Grenzradius r¢ (siehe Bild [5.1)). Ein solcher
Zustand wird im den folgenden Ausfiihrungen als teilplastisch bezeichnet. Die Be-
rechnung dieses Grenzradius’ kann durch Einsetzen der Anfangsfliespannung in
das Gleichgewicht aus Gleichung erfolgen:

V3-M
1
" 21 -t - ke (5.10)

Wenn das anliegende Drehmoment M nicht ausreichend ist, um an der Stelle r = r;
plastische Formanderung zu erzeugen, so verhalt sich der gesamte Probenbereich
rein elastisch. Ist das Drehmoment hingegen so grof3, dass sich aus Gleichung
re > 1, ergibt, dann liegt im gesamten Probenbereich plastische Deformation vor.
Dies entspricht dem vollplastischen Zustand.

5.2 Elastische Belastung

5.2.1 Losung des ebenen Torsionsversuchs fiir elastische Belastungen

Im Fall der linearen Elastizitét lasst sich der Zusammenhang zwischen Scherspan-

nung und Scherwinkel als

r

T(r):G-fy:G-r[u(T)]/ (5.11)

herleiten. (G ist hierbei das elastische Schubmodul. Eingesetzt in die Gleichgewichts-
bedingung aus Gleichung ergibt sich mit

[r “(T)H | o |ur)

1 =0 (5.12)

r
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eine Differenzialgleichung zweiter Ordnung. Unter Berticksichtigung der Randbe-
dingungen aus Gleichung und findet sich die Losung fiir den Verlauf von
u(r) als

r2 r?

-0 LN (P U 5.13

Es ist bemerkenswert, dass die Losung fiir den Verschiebungsverlauf unabhéngig
vom Schubmodul G und somit vom Werkstoff ist. Diese Losung ist giiltig fiir die ge-
samte Probe, sofern der gesamte Probenbereich sich ausschliefSlich linear-elastisch
verhélt. Aus dem Verlauf der Verschiebung ergeben sich nachfolgend die Scherdeh-

nung und Scherspannung als

u(r)]’ a i
I G R N 5.14
o) = |20] =25 (5.14)
und
a  rir?
=2G-— . 5.15
=265 (5.15)

Damit lasst sich die Entwicklung des aufgebrachten Drehmoments fiir die rein

elastische Belastung als Funktion des Drehwinkels o darstellen:

2,.2

M () = 2rtrPr(r) = 4G - tﬂar;aji?n?. (5.16)
a 1

5.2.2 Zahlenbeispiel

Ein Zahlenbeispiel mit realistischen Werten soll an dieser Stelle aufgefiithrt werden,
um die GroBenordnung der entstehenden Deformationen, Drehmomente und Dreh-
winkel zu verdeutlichen. In Tabelle sind die geometrischen Groflen und das
Schubmodul aufgelistet. In Bild ist der Drehmomentverlauf aufgezeichnet,
um einen Drehwinkel von 0,01 rad (= 0,57°) zu realisieren. Das dafiir notwendi-
ge Drehmoment liegt mit 3.000 Nm bereits deutlich iiber den Moglichkeiten des
vorliegenden Priifstands. Das Diagramm in Bild zeigt den Verlauf der Scher-
dehnung 7(r) zwischen den Einspannradien bei einem Drehwinkel von 0,005 rad,
wofiir ein Drehmoment von M = 1.500 Nm erforderlich ist. Es wird deutlich,
dass sowohl der Verdrehwinkel « als auch die Scherdehnung ~ bei rein elastischem
Werkstoffverhalten klein sind im Vergleich zur plastischen Deformation.
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Tabelle 5.1: Geometrie und Schubmodul des Zahlenbeispiels

Bezeichnung Formelzeichen Wert
Innerer Einspannradius i 15 mm
AuBerer Einspannradius Ta 30 mm
Blechdicke t 1,0 mm
Schubmodul G 80.000 MPa
a) 3000 b) 0,014
% 2500 - 0,012
= 0,008
c 1500
3 < 0,006
S 1000 50,004
g 900 0,002
B o 0
0 2 4 6 8 10 15 18 21 24 27 30
Drehwinkel & in 10 rad Radius r in mm

Bild 5.2: a) Drehmomentverlauf des Zahlenbeispiels; b) Verlauf des Scherwinkels
bei einem Drehwinkel von o = 0,005

5.3 Plastische Verfestigung

Fiir die Betrachtung der auftretenden Dehnungsverlaufe bei plastischen Deforma-
tionen sind verschiedene Verfestigungsansatze anwendbar. Zur Vereinfachung wer-
den in diesem Abschnitt die auftretenden elastischen Dehnungen vernachléssigt.
Es wird ein starr-plastisches Werkstoffverhalten angenommen. Um die Flielspan-
nung an der inneren Einspannung mit » = r; zu erreichen, ist ein Mindestmoment
erforderlich. Die Grenze zwischen dem starren dufleren Bereich und dem plastisch
deformierten inneren Bereich bildet der Grenzradius r;. Dieser Radius markiert
dabei genau den Ort, an dem die AnfangsflieBspannung kg herrscht. Mit zuneh-
mendem Drehmoment vergroflert sich r¢, sodass die plastische Umformung sich
weiter nach auflen ausbreitet. Um den Einfluss der Verfestigung auf den Ablauf
des ebenen Torsionsversuchs zu analysieren, werden zwei verschiedene Ansétze zur

FlieSkurvenapproximation an dieser Stelle ausfithrlich diskutiert.
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5.3.1 Losung des ebenen Torsionsversuchs fiir die
Extrapolationsansitze nach Swift und Voce

Mit der Approximation nach Swift| (1952) kann eine sehr ausgepriagte Verfesti-
gung bei metallischen Werkstoffen beschrieben werden. Im Gegensatz dazu bietet
der FlieBkurvenansatz nach |Voce (1948) ein Verhalten, das nach einer gewissen
Dehnung nahezu keine Verfestigung mehr im Werkstoff vorsieht. Mithilfe dieser
beiden Ansétze konnen zwei Extremfille fiir die Verfestigung abgebildet werden.
Die Gleichungen lauten entsprechend Tabelle

ke swite = C - (pa + )" und (5.17)

kf,Voce =000 — (Uoo - ka) e " (518)

Hierbei sind C, ¢,, n die Parameter beim Ansatz nach Swift und o, kg9, m die Pa-
rameter nach Voce. Unter der Voraussetzung isotropen Werkstoffverhaltens lassen
sich nach von Mises die Vergleichsgroflen k; und ¢ zur Scherspannung 7 und Scher-
winkel v umwandeln. Wird die FlieBkurvenapproximation in die Gleichgewichts-
bedingung nach Gleichung eingesetzt und ~y entsprechend Gleichung
ersetzt, entsteht aus dem Verlauf fiir die Scherdehnung ~(r) eine Differenzialglei-
chung fiir die Verschiebung u(r). Diese lautet

V() switt = T usﬂr) =3 (\2/5 : C’Z:?rz) L ©a| bzw. (5.19)
V(T)Voce =T UET)} = \7:3 -In [\2/7;;\.47“_ Q;k;f() ;20-(:) 1 . (5.20)

Mit der Randbedingung u(r;) = 0 kénnen die Differenzialgleichungen gelost wer-
den, sodass die Verschiebung mit

T n \/§M " 2 2
©a In <7’> + 5 (27Tt : C’) (ri n—r 7!)] bzw. (5.21)
w(F)Voce = @ n (1 _ kfo) n <T> n
m

%) i

(5.22)
\2/55 [dilog(l — \/W) — dilog(l \/W)]

u(,r.)SWift :\/§T‘ :

27tri20 Comtrlog,
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berechnet werden kann. In der Losung fir die Verfestigung nach Voce kommt der

sogenannte Dilogarithmus vor, welcher folgendermaflen definiert ist:

dilog(v) = [ In) 44 (5.23)

al—1t

Die Gleichungen [5.19| bis [5.22] sind nur fiir den Bereich r; < r < r¢ giiltig. Da
ein starr-plastisches Verhalten angenommen wird, lasst sich der Drehwinkel o am

Grenzradius r¢ bestimmen. Der Wert von 7¢ hingt dabei vom der aktuellen Belas-
tung ab. Mit der Bedingung ~(r¢) = 0 lasst sich anhand der Gleichgewichtsbedin-
gung aus Gleichung der Wert des Grenzradius als Funktion des Drehmoments

jeweils bestimmen mit

V3M
= bzw. 5.24
V3M
— 2
" 2mt - kfo (5 5>

Der Drehwinkel « lasst sich an der Stelle des Grenzradius r¢ bestimmen:

u(re)

= 5.26
a=— (5.26)
Fiir die beiden Anséatze entstehen somit die folgenden Gleichungen fiir a:
\/gri\l\/gﬂt-c-goa” n{ V3M " n
wit = V3|1 ot o [25) — eal, (52
Aswin = V3 In ( 3 M Pt 5 \amcne | T 2%e)r 020
V3 Ko V3M
oce — 4§ __ 1 1——]-1 ., 9 1
v om | ( O'OO> 1 27tri2 - kg +
(5.28)
3M k
dilog VM — dilog(1 - |.
2tri? - 0o Ooo

Mit den Gleichungen [5.27| und [5.28| kann der Drehwinkel als eine Funktion des
Drehmoments sowie der geometrischen Groflien und Werkstoffparameter dargestellt

werden. Eine Umkehrung der Funktion, um das Drehmoment als Funktion des
Drehwinkels zu erhalten, ist nicht geschlossen moglich. Eine numerische Losung
kann jedoch ohne Weiteres gefunden werden. Auch grafisch kann durch Vertau-
schen der Achsen ein Diagramm fiir M («) gezeichnet werden. Die Giltigkeit der
Losungen beschriankt sich auf den teil-plastischen Zustand, bei dem ein Teil der
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Probe elastisch deformiert wird. Fiir das Drehmoment entspricht dies dem Intervall
Min < M < Myonp., wobei das Mindestmoment My, mit

2

Minin Switt = \/7% Oy -t 1% baw. (5.29)
2

Mmin,Voce - l : ka 1 Ti2 (530)

V3

angegeben werden kann. Sobald die Probe vollstdndig plastifiziert ist, lésst sich der
Drehwinkel an der &ufleren Einspannung r, direkt errechnen. Bei der Approxima-
tion nach Swift lasst sich die Gleichung mit

T n { V3M N =
Pa In <T> + 5 <27Tt ] C) (Ti no— Ty n )] (531)

darstellen. Eine Betrachtung des ebenen Torsionsversuchs bei vollstandiger Plas-

QASwift,vollpl. = \/§

tifizierung soll an dieser Stelle nicht vorgenommen werden, da dieser Zustand in
den allermeisten Fallen nicht erreicht wird. Insbesondere bei einer Approximation
nach Voce wird im nachfolgenden Abschnitt gezeigt, dass die Auswertbarkeit

des Versuchs ab einer bestimmten Verdrehung begrenzt ist.

5.3.2 Analytische Betrachtung von Instabilitat und
Dehnungslokalisation an einem Zahlenbeispiel

An einem Zahlenbeispiel fiir jeweils ein Verfestigungsverhalten nach Voce und Swift
soll gezeigt werden, wie sich die auswertbare Forménderung im ebenen Torsionsver-
such gestaltet. Die Zahlenwerte befinden sich in der Tabelle [5.2] Die Parameter
dieser beiden FlieSkurvenansitze wurden an den realen Daten eines Standard-
Zugversuchs angepasst. Die Werte fiir Blechdicke und Einspannradien kénnen der
Tabelle [5.1] entnommen werden.

Bild zeigt den zu erwartenden Verlauf des Drehmoments tiber den Dreh-
winkel. Zur Darstellung der Kurven wurden zunachst die Gleichungen und
5.28| verwendet, um die Umkehrfunktion zu zeichnen. Mithilfe einer Spiegelung
um die Ursprungsdiagonale entsteht somit der abgebildete Verlauf. Es kann fest-
gestellt werden, dass fiir den Voce-Ansatz die Kurve nur bis zu einem bestimmten
Wert fiir den Drehwinkel mit o & 3,5° berechnet werden kann. Die Ursache hierfiir
liegt darin, dass eine Instabilitat aufgrund der nicht mehr ausreichend auftretenden
Verfestigung entsteht. Dies wird in Bild deutlich sichtbar. Beim Verhalten
nach Voce lisst sich an der inneren Einspannung eine extreme Zunahme der Scher-

dehnung ohne Zuwachs des Drehmoments erreichen. Im Gegensatz dazu zeigt ein
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Werkstoffverhalten nach Swift eine weiterhin stabile Zunahme des Drehmoments
mit zunehmender Scherdehnung.

Aus Bild ist ersichtlich, dass fiir das vorliegende Zahlenbeispiel die Instabilitét
bei einem Drehmoment von knapp tiber M = 300 Nm fiir den Ansatz nach Voce
auftritt. Bild zeigt die raumliche Verteilung der Scherdehnung  iiber den Ra-
dius r zu zwei Zeitpunkten, die sich relativ nahe sind, wobei das erste Diagramm
in Bild bei dem Zustand M = 300 Nm gewéhlt ist. Es ist festzustellen, dass
die beiden errechneten Verlaufe der Scherdehnung v einen relativ d&hnlichen Ver-
lauf zeigen. Das zweite Diagramm in Bild stellt den Zustand dar, welcher
mit M = 308 Nm nur ein geringfiigig hoheres Drehmoment aufweist. An dieser
Stelle zeigt sich fiir das Verfestigungsverhalten nach Voce eine starke Zunahme

Tabelle 5.2: Werkstoffparameter fiir Swift und Voce als Zahlenbeispiel

Parameter nach Swift | Parameter nach Voce
ke =C - (pa+ )" kf = 000 — (000 — ki) - €77
C = 550,5 MPa ki = 131,8 MPa
0y = 6,13-1073 Ooo = 375,7 MPa
n = 0,281 m = 11,74
400 1,0 b)
0,8
£ 300 ’
E 2T
= «g’o,a
S 200 %
£ S04
g <
(@]
2100 %
) 0,2
0 0,0
0 1 2 3 4 5 6 0 100 200 300
Drehwinkel & in Grad Drehmoment M in Nm

Bild 5.3: Einfluss der Verfestigung auf den ebenen Torsionsversuch im Vergleich
zwischen Voce und Swift: a) Globales Verhalten von Drehmoment M
iiber Drehwinkel «; b) Entwicklung der maximalen Scherdehnung ~iax
an der inneren Einspannung mit zunehmendem Drehmoment.
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1,0 2) 1,0 b)
0,8 0,8
’§ M =300 Nm ‘§ M =308 Nm
20’6 20’6 | _-Voce
S _-Voce S
o o
004 004
S S
N _ - Swift n _ - Swift
0,2 0,2
0,0 0,0
15 17 19 21 23 25 15 17 19 21 23 25
Radius r in mm Radius r in mm

Bild 5.4: Vergleich der Scherdehnungsverldaufe (r) zwischen den Verfestigungs-
verhalten nach Swift und Voce anhand eines Zahlenbeispiels a) kurz
vor der Instabilitat bei einem Drehmoment von M = 300 Nm und b)
kurz nach der Instabilitit des Voce-Ansatzes bei einem Drehmoment
von M = 308 Nm.

der Scherdehnung im Bereich nahe der inneren Einspannung mit r; = 15 mm.
Diese extreme Dehnungslokalisation in einem kleinen Bereich an der inneren Ein-
spannung erschwert die messtechnische Auswertung eines solchen Werkstoffes beim
ebenen Torsionsversuch. Die in Abschnitt dargestellten Beobachtungen sind
somit durch eine solche Dehnungslokalisation zu erklaren. In realen Experimenten
konnen Einfliissse durch die Einspannung zusétzlich auf das messbare Ergebnis ein-
wirken. In Kombination mit Durchrutscheffekten kann eine zu geringe Verfestigung
des Werkstoffes die Auswertbarkeit beim ebenen Torsionsversuch stark begrenzen.

5.3.3 Bewertung verschiedener Verfestigungsansitze mittels

numerischer Simulation

Ergéinzend zu den zuvor beschriebenen analytischen Ansétzen soll in diesem Ab-
schnitt mittels numerischer Simulation die Antwort im ebenen Torsionsversuch bei
verschiedenen Verfestigungsansatzen betrachtet werden. Zwei Fragestellungen wer-
den anhand der Simulation diskutiert. Zum einen wird gepriift, ob die Dehnungslo-
kalisation aufgrund zu geringer Verfestigung in der Simulation abgebildet werden
kann. Zum anderen soll untersucht werden, inwiefern eine vorgegebene Fliekurve
vom ebenen Torsionsversuch in einem rein numerischen Experiment wiedergegeben

werden kann. Zur numerischen Simulation des ebenen Torsionsversuchs wird das
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kommerzielle FEM-Programm ABAQUS Standard 2D verwendet. Die vernetzte
Torsionsprobe besteht aus ca. 21.000 viereckigen 2D-Kontinuumselementen, wel-
che den ebenen Spannungszustand abbilden kénnen (CPS4R). Es wurde nur der
Bereich zwischen den Einspannungen mit 15 mm < r < 30 mm als ringférmige
Scheibe iiber den gesamten Umfang modelliert. Die Randbedingungen wurden auf
den Knoten am inneren und &ufleren Ring definiert. Die Deformation wird durch
die Aufpragung eines Verdrehwinkels am inneren oder aufleren Rand realisiert. Das
entstehende Reaktionsmoment in Abhéngigkeit des Drehwinkels oder der Simula-
tionszeit kann dem Ergebnis entnommen werden. In Bild ist ein Beispiel fiir
die sich in der Simulation entwickelnde Dehnungsverteilung tiber die Torsionspro-
be dargestellt. Der Gradient der Deformation von innen nach auflen ist hierbei
deutlich zu sehen.

Die Verfestigungsansitze nach [Voce (1948)), Swift (1952)), Hockett und Sherby
(1975) sowie Ghosh aus Tabelle werden jeweils in der Simulation des ebe-
nen Torsionsversuchs betrachtet und miteinander verglichen. Ausgangslage fiir die
Approximationen sind experimentell aufgenommene Werte aus dem Zugversuch fiir
den Stahl DC06 (vgl. Bild [2.1)). Die Messdaten reichen bis zu einem Umformgrad
von ca. 0,25. Die FlieBkurven werden bis zu einem Umformgrad von 2,0 appro-
ximiert und als Folge von Wertepaaren als Werkstoffparameter eingegeben. Die
Berechnungssoftware nimmt fiir groffere Umformgrade idealplastisches Verhalten
an. Insbesondere fiir flache Verfestigungen wie bei Voce oder Hockett-Sherby ist
interessant, welches Verhalten die Simulation wiedergibt. Bild zeigt eine starke

Verzerrung der innersten Elementreihe, was einer Dehnungslokalisation entspricht.

Diese Dehnungslokalisation nahe der inneren Einspannung entsteht, sobald der
Werkstoff mit zunehmender Deformation die notwendige Verfestigung nicht mehr
aufweist. In der Simulation tritt somit eine stark verzerrte Elementreihe auf.
Bei dem abgebildeten Beispiel handelt es sich um den Verfestigungsansatz nach
Hockett-Sherby, bei dem die FlieBkurve asymptotisch gegen einen Wert von 434
MPa lauft, sodass keine hoheren Spannungen mit zunehmender Deformation er-
reicht werden konnen. Dieses Verhalten deckt sich mit den analytisch erhaltenen
Ergebnissen aus Abschnitt [5.3.2]

Bei der Priifung der Wiedergabegenauigkeit kommen zwei verschiedene Moglichkei-
ten der Auswertung zum Einsatz. Zum einen kann dhnlich wie bei der Spirallinien-
methode vorgegangen werden. Dabei werden die Positionen der Knoten einer radia-
len Knotenreihe verfolgt. Die Scherdehnung wird anhand des Winkels zwischen zwei
Knoten auf der betrachteten Radiallinie berechnet (siehe Gleichung [2.50). Alter-
nativ kann der Dehnungswert direkt aus einem Element gelesen werden. Die radiale
Position des Elements wird dabei zur Spannungsberechnung genutzt. Das Resultat
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Bild 5.6: Starke Verzerrung der inneren Elementreihe in der Simulation bei flacher
Verfestigung am Beispiel des Ansatzes nach Hocket-Sherby

beider Vorgehensweisen wird in den Diagrammen von Bild mit der jeweils
vorgegebenen Fliefkurve verglichen. Das Ergebnis zeigt, dass der ebene Torsions-
versuch in diesem numerischen Experiment bei allen vier Verfestigungsansatzen
in der Lage ist, die Eingabewerte fiir die Verfestigung wiederzugeben. Obwohl fiir
diese numerische Analyse als Ausgangspunkt die Approximation der experimentel-
len FlieSkurve des Werkstoffes DC06 gewéhlt wurde, ist die Aussagekraft nicht auf
diesen einen Stahlwerkstoff begrenzt. Die vier gewahlten Approximationsansitze
reprasentieren FlieSkurven mit unterschiedlichem Ausmafl an Verfestigung. Flache
Verlaufe, die im Ansatz von Voce oder Hockett-Sherby beschrieben werden, sind

fiir DP-Stahle oder Aluminiumlegierungen realistisch.
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Bild 5.7: Vergleich der Wiedergabegenauigkeit von FlieBkurven im ebenen Tor-
sionsversuch mittels FEM fiir die Verfestigungsansitze nach a) Swift,
b) Voce, ¢) Ghosh und d) Hocket-Sherby

5.4 Werkstoffverhalten bei Lastumkehr

Um das Verhalten des ebenen Torsionsversuchs bei der Lastumkehr zu untersuchen,
wird in diesem Abschnitt das Verhalten einer Probe bei einer Vor- und Riicktor-
sion betrachtet. Fur diese Analyse wird angenommen, dass die Verfestigungsap-
proximation nach Swift zutrifft. Der Werkstoff verhalt sich zudem starr-plastisch
und zeigt nur isotrope Verfestigung. Die Beschreibung der zyklischen Belastung
erfolgt in zwei Phasen. Zunachst wird der Zustand nach der Vorwarts-Torsion er-
mittelt (Bild [5.8a). Danach wird davon ausgehend die Riickbelastung beschrie-
ben. Bild zeigt schematisch die Entwicklung einer Radiallinie wéhrend einer
Lastumkehr. Als Losungen werden zum einen die Verteilungen der Verschiebung
u(r) und der Scherdehnung ~(r) angegeben, zum anderen wird der Verlauf des
Verdrehwinkels o ermittelt.

5.4.1 Ergebnisse der Vordeformation

Bei einer Vorwartsbelastung gilt M > 0 und 7 > 0. Bis zu einem maximalen
Drehmoment von M, kann entsprechend den Ausfiihrungen in Abschnitt die
Vorwértstorsion beschrieben werden. Die Verteilung der Scherdehnung ~(r), die
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a) Nach der Vorwartstorsion b) Lastumkehr

Urspriingliche
NP Radiallinie

Entwicklung der
Radiallinie bei Lastumkehr

Bild 5.8: a) Zustand der Probe zum Ende der Vorwértstorsion mit M = M, > 0;
b) Schematische Darstellung der Radiallinienentwicklung bei Lastum-
kehr mit M < 0

Verschiebung w(r), der Grenzradius r¢ und der Drehwinkel « lassen sich somit
durch die Gleichungen [5.21} |5.19} [5.24| und |5.27| ermitteln. Mit Einsetzen der
Riickbelastung ist fiir die Torsionsprobe eine Fallunterscheidung am Grenzradius

J V3M,
Tty =

2t - C - "

(5.32)

notwendig. Zu Beginn der Riickscherung existiert ein plastisch deformierter Bereich
bei r; < r < rg und ein undeformierter Bereich bei » > rg. Die Verteilung der

Scherdehnung ~, und der Verschiebung u,, zum Ende der Vorwértsbelastung lauten

dementsprechend
1
i =1Y" [(f ) e m<r<m .
0, T2 T
1
() = V3r - . ln (%) + 5 (\2/3%)” (ri_% —7 n)] r <1<y
Gl 2T
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Hierbei ist ay, der Drehwinkel nach der Vorwértsbelastung und errechnet sich aus
Gleichung durch Einsetzen von M,:

()

M, 2

(5.35)

5.4.2 Beschreibung der Riickdeformation

Die Riickscherung ist durch M < 0 und 7 < 0 gekennzeichnet. Entsprechend der
isotropen Verfestigung beginnt die plastische Riickscherung bei einem angelegten
Drehmoment von M = —M,. Die Deformation in die entgegengesetzte Richtung
fithrt dazu, dass die von auflen sichtbare Scherdehnung ~ sich von der akkumulier-
ten Scherdehnung 7., welche fiir die Berechnung der Spannung verwendet wird,

unterscheidet. Es gelten

7(r) = m(r) = %(r) und (5.36)
Yak (1) = u(r) + % (r). (5.37)

Der wahrend der Riickscherung entstandene Anteil der Scherdehnung wird hier mit
v: bezeichnet. Der Swift-Verfestigungsansatz aus Gleichung lautet fir die
Phase der Riickscherung daher

C w )"
__C. (90”7;;) | (5.38)

Es ist zu beachten, dass 7, positive Werte annimmt und durch Einsetzen von Glei-
chung in das Gleichgewicht nach Gleichung berechnet werden kann.
Dabei ist erneut eine Fallunterscheidung notwendig:

1
M n Mu n
V3 (“z/fcw) _<\2/7§'C-t-r2> ] TS TS T

1 (5.39)
VB|(— )" e

%(T) =
; T2 T

Der sichtbare Scherwinkel auf der Probe nimmt somit nach der Lastumkehr ab:

1 1
\/g 2(5/5'0],\?1;2)71_(_\2/3'0.])?7“2)71_9021 , i< r<nry

Y(r) = ' (5.40)
ﬁ%—(—‘{?%)l, r> e
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Je nach Radius und Fortfithrung der Riickscherung kann der sichtbare Scherwinkel
in den negativen Wertebereich eintreten. Mit Gleichung ergibt sich fiir beide
Bereiche jeweils eine Differenzialgleichung zur Bestimmung der Verschiebungsver-

teilung u(r). Diese lassen sich einfach im Bereich r; < r < rg zu

. n \/§ " 1 1 Ch
u(r) = V3r | —p.In (r) — 5 (27rCtr2) <2Mu - M ) + 3 (5.41)
und im Bereich r > rg, zu
V3r-n V3 M z M " 2C5
ur)=="—"||5-gz| —In (2 CW) LVt (5.42)

integrieren. Die Integrationskonstante C'; kann analog zur Vorgehensweise in Ab-
schnitt durch die Randbedingung u(r;) = 0 bestimmt werden. Fiir die Er-
mittlung der zweiten Integrationskonstante C} ist als Randbedingung die Verschie-
bung am Radius 7, zum Zeitpunkt der Lastumkehr zu bestimmen, Dazu werden
M = M, und Gleichung in Gleichung eingesetzt. Es ergibt sich fiir
den erst wiahrend der Riickbelastung plastifizierten Bereich mit » > rg die Ver-
schiebungsverteilung

2 t-C -0 17
ur) = VBpur ol (TLC AL
\/gr-n

() ()]

Dabei verschiebt sich der Grenzradius r¢ im Laufe der Riickscherung weiter nach

(5.43)

auflen mit

Tf:\l \/gM

o t-C g

(vgl. Gleichung [5.24]). (5.44)

5.4.3 Zahlenbeispiel

Zur Analyse des Verhaltens bei Lastumkehr wird ein Zahlenbeispiel herangezo-
gen. Die Abmessungen und Parameter des Verfestigungsansatzes werden hierzu
aus Tabelle [5.1] und [5.2] entnommen. Abweichend davon wurde kein Wert fiir den
auleren Einspannradius r, angenommen, um eine eventuell zusatzliche Fallunter-
scheidung bei voller Plastifizierung der Probe zu vermeiden. Die Lastumkehr wurde
nach einer Vorwéartsbelastung bis M = M, = 350 Nm eingeleitet.
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Bild zeigt die Verschiebung u in Abhéangigkeit des Radius r bei verschiede-
nen anliegenden Drehmomenten wéahrend der Riickscherung. Es wurden Verschie-
bungsverlaufe zu verschiedenen Stadien der Riickdeformation aufgetragen, welche
mit dem jeweils anliegenden Wert des Drehmoments gekennzeichnet sind. Mit zu-
nehmender Riickdeformation wandelt sich der Verschiebungsverlauf in entgegenge-
setzter Richtung. Bei einem Drehmoment von M ~ -422 Nm stellt sich annédhernd
der Ausgangszustand ohne Verschiebung wieder her. Ein konstanter Verlauf mit
u(r) = 0 ldsst sich jedoch mit diesem Verfestigungsansatz nicht exakt wiederher-
stellen. Bild zeigt die Verschiebungsverteilung in einer Darstellung als dreidi-
mensionale Flachenfunktion tiber den Radius r und dem anliegenden Drehmoment
M. Die Verlaufe aus Bild [5.9a konnen als ebene Schnitte an einem Drehmoment-
wert aus dieser Fliache betrachtet werden. Die Randbedingung mit u(r;) = 0 ist
ebenso wie die Entwicklung der Verschiebung an einem bestimmten Radius ersicht-
lich.

Der Verdrehwinkel a@ wahrend der Riickbelastung kann durch Einsetzen von Glei-
chung [5.44] und [5.43] in Gleichung bestimmt werden. Bild zeigt den
analytisch ermittelten Verlauf von Drehmoment M {iber den Drehwinkel v bei der

Vor- und Riickbelastung. Entsprechend der Annahme der isotropen Verfestigung
setzt das Drehmoment nach der Lastumkehr dem Wert M, ein. Der Verlauf des
Drehmoments bei der Riickscherung entspricht dem weiteren Verlauf der Verfesti-

gung. Es ist erkennbar, dass die hier verwendete analytische Beschreibung in der

a) 5 b)
_ 350 N\
£ 2 M= N £3
— . m
£ M = -390 = 2+
c 1 S 14
= M = -422 Nm >0-
=0 =
>
5 M 8
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< M = - 0 -3
-2 470 Nm 5
) M - >-47
>'3 = ‘490 32
Nim R 28 350
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Bild 5.9: Verlauf der Verschiebung u wéihrend der Riickscherung a) bei verschie-
denen Drehmomenten tber den Radius 7 und b) in 3D-Darstellung als
Flache iber Radius r und Drehmoment M
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Bild 5.10: Analytisch ermittelter Verlauf von Drehmoment tiber Drehwinkel mit
M, = 350 Nm fiir das Zahlenbeispiel mit Verfestigungsansatz nach
Swift| (1952)

Lage ist, das Werkstoffverhalten bei isotroper Verfestigung wéahrend einer zykli-
schen Belastung zu beschreiben.

In Bild sind verschiedene Dehnungspfade dargestellt, die durch eine Auswer-
tung von Gleichung an verschiedenen Radien im Bereich von r; < r < rg
ermittelt werden konnen. Dieser Umstand ist eine Besonderheit des ebenen Tor-
sionsversuchs und wiirde eine simultane Ermittlung von mehreren zyklischen Ver-
festigungsverlaufen ermoglichen. Auch hier ist die Annahme der isotropen Verfes-
tigung wiederzufinden, da die Spannungswerte vor und nach der Lastumkehr iden-
tisch sind. Die unterschiedliche Steigung der Scherkurven nach der Lastumkehr

entspricht dabei dem Verlauf der FlieSkurve an der jeweilig vorliegenden Dehnung.

Die aus dem analytischen Modell resultierenden Verlédufe sind plausibel und zeigen,
dass diese analytische Losung des ebenen Torsionsversuchs in der Lage ist, das
Verhalten bei Lastumkehr und isotroper Verfestigung abzubilden.



114 Analyse des Verfestigungsverhaltens

300
/
200 ]
© /
o /7
s 100
-E r=27,0mm
o 0
[
E =222 mm
€100 r=cs
g 19,8 \/
) r= ,0 M
D 200 y
E r=17,4 mm /_)/
n
-400

-1,0 -0,8 -0,6 -0,4 -0,2 0,0 0,2 0,4 0,6 0,8
Scherdehnung &

Bild 5.11: Analytisch ermittelter Verlauf von mehreren zyklischen Dehnungsver-
laufen bei der Auswertung an unterschiedlichen Radien

5.5 Fazit

In diesem Kapitel wurde ein analytisches Modell zur Beschreibung des ebenen Tor-
sionsversuchs aufgebaut, welches die Entwicklung von Spannung, Dehnung, Ver-
schiebung, Drehmoment und Verdrehwinkel wahrend der Belastung beschreibt.

e Kontinuumsmechanische Betrachtung: Das grundlegende Verstiandnis
iiber das Verhalten des ebenen Torsionsversuchs bei rein elastischer Belas-
tung und bei starr-plastischer Verfestigung konnte aufgebaut werden, indem
geschlossen analytische Losungen fiir die Verlaufe von Drehwinkel, Verschie-
bung und Scherdehnung in Abhéngigkeit des anliegenden Drehmoments er-

arbeitet wurden.

e Instabilitidt durch geringe Verfestigung: Die in Kapitel |4 festgestellte
Limitierung des erreichbaren Umformgrades durch ein zu geringes Verfesti-
gungspotenzial des Werkstoffes konnte analytisch fiir den Extrapolationsan-
satz nach Voce und in der numerischen Simulation zuséatzlich fiir den Ansatz
nach Hockett-Sherby bestétigt werden. Dabei tritt eine Dehnungslokalisation
und eine damit verbundene Instabilitat in einem kleinen Probenbereich na-
he der inneren Einspannung auf. Die Zunahme der plastischen Dehnung ist
dann nicht in der Lage, eine ausreichend hohe Fliespannung zu erzeugen,
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um eine Fortsetzung der plastischen Deformation in dufleren Bereichen zu

gewéahrleisten.

e Wiedergabegenauigkeit von FlieBkurven: In erginzenden numerischen
Untersuchungen wurde die Wiedergabetreue des ebenen Torsionsversuchs in
Bezug auf die vorgegebene FlieBkurve untersucht, dabei wurden die Extrapo-
lationsanséitze nach Swift, Voce, Hockett-Sherby und Ghosh verwendet. Fiir
alle Ansitze konnte in einem rein numerischen Experiment eine sehr gute
Wiedergabegenauigkeit erzielt werden, welche anhand von zwei unterschiedli-
chen, der experimentellen Vorgehensweise nachgeahmten Auswertungsmetho-
den gezeigt wurde.

e Analyse der Lastumkehr: Fiir die zyklische Durchfithrung des ebenen Tor-
sionsversuchs wurde ebenfalls eine analytische Losung fiir starr-plastisches
Verhalten gefunden. Dazu wurde isotropes Verfestigungsverhalten und der
FlieSkurvenansatz nach Swift angenommen. Mit einer Fallunterscheidung
kénnen auch bei Lastumkehr entsprechende Verldaufe fiir Verschiebung, Deh-
nung und Drehwinkel angegeben werden. Die Analyse zeigt die Moglich-
keit des ebenen Torsionsversuchs, unter Ausnutzung des Spannungs- und
Dehnungsgradienten tiber den Radius verschiedene zyklische Spannungs-
Dehnungs-Verlaufe in einem Versuchsdurchgang zu erhalten. Diese Eigen-
schaft soll im folgenden Kapitel [ experimentell untersucht werden.
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6 Charakterisierung der kinematischen
Verfestigung

Die Lastumkehr beim ebenen Torsionsversuch ist ein naheliegendes Vorgehen zur
Charakterisierung der kinematischen Verfestigung. Eine analytische Betrachtung
der Lastumkehr in Abschnitt zeigt, dass es moglich ist, eine Vielzahl von
zyklischen Scherkurven aus einem Versuch zu extrahieren. Diese Eigenschaft birgt
hohes Potenzial und ist in diesem Kapitel experimentell zu priifen. Hierzu soll die in
Abschnitt dargestellte kontinuierliche Dehnungsmessung angewendet werden.
Die Auswertung wird anhand von einigen Beispielwerkstoffen gezeigt. Die erzielten
Ergebnisse werden verwendet, um eine Datenbasis zur Analyse des Bauschinger-
Effekts in Abhéngigkeit der Vordehnung aufzubauen. In einem Vergleich mit Ergeb-
nissen des Zug-Druck-Versuchs soll das zyklische Werkstoffverhalten unter unter-
schiedlichen Spannungszustanden bewertet werden. Weiterhin wird analysiert, ob
mehrmalige Lastumkehr realisiert und ausgewertet werden kénnen. Zum Abschluss
dieses Kapitels wird der Einfluss der verwendeten Vordehnung auf die Parameter-
identifikation fiir das Yoshida-Uemori-Modell untersucht.

In Bezug auf die Uberlegungen von Hilll (1948) zur Scherdeformation (vgl. Ab-
schnitt sind einige Vorbemerkungen zu zyklischen Scher-FlieSSkurven erfor-
derlich. Da die einfache Scherung trotz monotoner Belastung fiir manche Material-
ausrichtungen eine Lastumkehr bedeutet, ist ein ,interner Bauschinger-Effekt bei
der Scherdeformation moglich. Durch die von der internen Lastumkehr betroffenen
Orientierungen kann auch die kinematische Verfestigung qualitative Unterschie-
de zwischen Scherung und einachsigem Zug-Druck-Belastungen zeigen. Der ma-
kroskopisch auftretende Bauschinger-Effekt ist bei Scherdeformation daher nicht
zwangslaufig mit dem unter Zug-Druck-Beanspruchungen identisch. Bei der De-
finition des Bauschinger-Effekts als Verdnderung der Flielspannung nach einer
Lastumkehr wird jedoch iiblicherweise nicht zwischen Zug-Druck- und Scherbe-
anspruchungen unterschieden. Um Unklarheiten zu vermeiden, sei an dieser Stelle
darauf hingewiesen, dass in den nachfolgenden Betrachtungen ausgehend vom ebe-
nen Torsionsversuch der Bauschinger-Effekt bei Scherdeformation betrachtet wird.
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6.1 Simultane Aufnahme zyklischer Scherkurven mit
unterschiedlichen Vordehnungen

Entsprechend der Vorgehensweise aus Abschnitt lasst sich fiir jeden Radi-
us eine andere Kurve erstellen, die das Verhalten des Werkstoffes unter zyklischer
Scherbeanspruchung beschreibt. Es hingt vom gewéahlten Radius ab, bei welcher
Dehnung die Lastumkehr einsetzt. Bild zeigt Beispiele fiir auf diese Weise
ermittelte Kurvenscharen der Aluminiumwerkstoffe AA6016 und AA5182. Jedes
einzelne Diagramm besteht aus mehreren Kurven, die jeweils in einem einzigen Ver-
such gemessen wurden. Eine Kurve entspricht dabei einer zeitlich kontinuierlichen
Auswertung an einem bestimmten Radius. Die Kurve mit den héchsten Dehnun-
gen, welche die andere umbhiillt, liefert dabei die Stelle mit dem geringsten Radius.
In beiden Féllen ist dies bei » = 15,25 mm bei einem inneren Stempelradius von
r; = 15 mm. Je grofler der ausgewertete Radius gewéhlt wird, desto geringer fallt
die Dehnungsamplitude bei der zyklischen Scherkurve aus. Die dargestellten Kur-
ven enthalten in diesem Fall auch die elastische Deformation, welche sich in einer
anfanglichen linear-elastischen Steigung ausdriickt. Diese Steigung findet sich auch
in dem elastischen Ent- und Riickbelastungsabschnitt.

Bei Betrachtung der Spannungswerte vor und nach der Lastumkehr bei AA6016
liasst sich feststellen, dass der Bauschinger-Effekt vorhanden ist. Im Ubergangs-
bereich fallt es schwer, durch Augenmafl einen genauen Punkt auf der Kurve zu
bestimmen, um die Grenze zwischen elastischer und elastisch-plastischer Bean-
spruchung nach der Lastumkehr festzustellen. Beispielsweise weist die Kurve bei
r = 15,25 mm einen Schubspannungswert von 7 ~ 145 MPa vor der Entlastung
auf. Auf der Seite der Riickscherung beginnt das Abknicken bereits bei 7 ~ —100
MPa, spétestens jedoch ab Werten von 7 ~ —130 MPa wird die Plastifizierung
iiberdeutlich.

Die Legierung AAb5182 zeigt einen #hnlichen Verlauf. Der auftretende Scher-
Bauschinger-Effekt ist mit den Ergebnissen von AA6016 vergleichbar. Wie auch
schon in Abschnitt fallt hier die ausgepragte Streckgrenze und die dynami-
sche Reckalterung auf. Auffillig bei den vorliegenden Messungen ist, dass dieser
Effekt nach der Lastumkehr zu starkeren Treppenstufen fithrt. Um auszuschlie-
Ben, dass diese Stufen aus dem Signal der Drehmomentmessung stammen, ist in
Bild zum Vergleich der gemessene Verlauf von Drehmoment zu Drehwinkel fiir
den betrachteten Versuch mit AA5182 aufgetragen. Es ist in diesem Kurvenver-
lauf keine Treppenform erkennbar, sondern eine fiir die dynamische Reckalterung
typische Ausfransung der Messkurve. Die Treppenstufen aus den Spannungs-
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onsversuchs fir AA5182

Dehnungsverldufen sind somit ausschliefllich auf die dynamische Reckalterung
zuriickzufithren.

Bild zeigt die Ergebnisse von zwei Beispielmessungen bei zyklischen Torsions-
versuchen an den Stahlwerkstoffen DC06 und DP600. Auf den ersten Blick fallt
bei DCO06 auf, dass fiir diesen duktilen Stahl deutlich hohere Scherdehnungen auch
bei Lastumkehrversuchen erzielt werden konnen als bei den anderen Blechwerk-
stoffen. Ein markantes Merkmal dieser Kurvenschar ist ein ausgepriagter Abschnitt
der Verfestigungsstagnation nach der Lastumkehr. Hier ist zu beobachten, dass die
Verfestigung nach dem Wiedereintritt in den plastischen Bereich zeitweise redu-
ziert ist. Die Kurven erhalten somit eine andere Krimmung. Besonders interessant
ist die Entwicklung dieser Verfestigungsstagnation mit abnehmender Vordehnung.
Fiir groflere Radien mit entsprechend kleinen Deformationen verschwindet dieser
Effekt nahezu. Bei Betrachtung des Scher-Bauschinger-Effekts fiir den DCO06 lasst
sich dieser ebenfalls feststellen. Fiir die Kurve beim Radius r = 15,25 mm lasst sich
eine Schubspannung von ca. 170 MPa vor der Lastumkehr ablesen. Zwar erreicht
die Kurve nach der erneuten Plastifizierung schnell wieder dieses Niveau, doch die
Abweichung von der elastischen Gerade findet bereits vor einem Wert von 150 MPa
statt.
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werkstoffe DC06 und DP600
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Die zyklischen Kurven von DP600 zeigen sehr weiche Ubergangsbereiche nach der
Lastumkehr. Der Bauschinger-Effekt ist bei diesem Werkstoff stark ausgepragt. Die
Scherkurve mit der grofiten Vordehnung von v = 0,15 zeigt eine Schubspannung
von 7 = 400 MPa vor der Lastumkehr. Nach dem Richtungswechsel scheint die ers-
te Abweichung von der elastischen Gerade bereits bei 7 =~ —100 MPa aufzutreten.
Eine deutliche Verfestigungsstagnation lasst sich bei DP600 nicht beobachten. Je-
doch scheint der Kurvenverlauf bei langerer Riickbelastung tiber einen Wendepunkt

zu verfiigen, welcher eine Vorstufe zur Verfestigungsstagnation andeutet.

6.2 Entwicklung des Bauschinger-Effekts mit der
Scher-Vordehnung

Um einen ersten Vergleich anzustellen, kann der Bauschinger-Koeffizient (siehe
Gleichung bestimmt werden, indem ein einheitliches Kriterium fiir das erneu-
te plastische Flielen angewendet wird. In Bild (links) wird die Vorgehensweise
dargestellt. Es ist ein ungefiltertes zyklisches Spannungs-Dehnungs-Diagramm auf-
gezeichnet, welches Vergleichsspannung tiber Vergleichsumformgrad auftrdgt und
sowohl den elastischen als auch den plastischen Anteil der Forménderung enthélt.
Hierbei handelt es sich um ein Beispiel, welches an einer Probe aus dem Werkstoff
DP600 gemessen worden ist. Durch die Annahme eines Elastizitdtsmoduls bzw.
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Bild 6.4: Vorgehensweise zur Ermittlung der Fliespannung nach der Lastum-
kehr mithilfe der 0,2%-Grenze, am Beispiel einer zyklischen Spannungs-
Dehnungs-Kurve vom Werkstoff DP600
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Bild 6.5: Entwicklung der Bauschinger-Koeffizienten in Abhéngigkeit der Vordeh-
nung fiir die Werkstoffe AA5182, AA6016, DC06 und DP600

des Schubmoduls kann eine Gerade gezeichnet werden, die zunachst den linearen
Verlauf bei der Lastumkehr im elastischen Bereich darstellt. Fiir die nachfolgenden
Betrachtungen wurde als Schubmodul fir Stahl 79.300 MPa und fiir Aluminium
25.500 MPa verwendet. Die Fliespannung nach der Lastumkehr kg, wird an der
Stelle definiert, wo eine Abweichung von der elastischen Gerade um den Wert 0,002
auftritt. In Bild (rechts) ist ein vergroBerter Ausschnitt des kritischen Bereichs
zu sehen. Anhand einer parallel verlaufenden Gerade lasst sich diese Spannung mit
kg, ~ 244 MPa finden.

In Bild sind die Bauschinger-Koeffizienten der Werkstoffe AA5182, AA6016,
DCO06 und DP600 fiir verschiedene Vordehnungen aufgetragen. Zur Erstellung die-
ses Diagramms wurden lediglich vier zyklisch durchgefiihrte ebene Torsionsversu-
che pro Werkstoff verwendet. Da aus jedem Versuch eine Vielzahl von zyklischen
Scherkurven erzeugt werden kann, ist dieser vergleichsweise geringe experimentel-
le Umfang ausreichend, um die zahlreichen Punkte im Diagramm zu ermitteln.
Auch wenn der auf diese Art und Weise ermittelte Koeffizient nicht alle Aspek-
te der kinematischen Verfestigung wiedergeben kann, liefert dieser Vergleich zwi-
schen den vier Werkstoffen einen ersten Uberblick iiber das jeweilige Ausmaf des
Bauschinger-Effekts. Trotz der Streuung der Messwerte kann fiir alle Werkstoffe be-

obachtet werden, dass der Bauschinger-Koeffizient zunéchst 1,0 betragt, wenn die
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Lastumkehr bei sehr kleinen Vordehnungen eingeleitet wird. Anschliefend kann
eine abfallende Tendenz des Bauschinger-Koeffizienten fiir zunehmende Vordeh-
nungen festgestellt werden. Die beiden Aluminiumlegierungen verhalten sich jeweils
ahnlich zueinander. Im ausgewerteten Bereich der Vordehnung sinkt der Koeffizient
von ca. 1,0 auf 0,7. Der Stahl DCO06 zeigt einen ausgepragteren Bauschinger-Effekt.
Der Bauschinger-Koeffizient scheint bei einem Wert von 0,6 zu stagnieren. Fiir den
Werkstoff DP600 kann der grofite Abfall der Fliespannung festgestellt werden.
Deutlich wird hierbei der Verlauf, welcher bei dem Wert 1 beginnt, stark absinkt
und bei einem Wert von 0,2 bis 0,3 stagniert.

Eine derartig ausfiihrliche Datenbasis fiir die Entwickung des Bauschinger-Effekts
iiber die Vordehnung fiir die betrachteten Werkstoffe ist insbesondere im Hinblick
auf den relativ iiberschaubaren Experimentieraufwand bemerkenswert. Damit bie-
tet der ebene Torsionsversuch eine elegante und attraktive Methode zur Ermittlung
zyklischer Scherkurven an.

6.3 Werkstoffverhalten bei mehrmaliger Lastumkehr

In der Regel reicht eine Lastumkehr zur Bestimmung der kinematischen Verfesti-
gungsparameter gangiger Werkstoffmodelle aus. Unter bestimmten Umsténden ist
die Durchfithrung von Versuchen mit mehreren Zyklen sinnvoll, beispielsweise wenn
das Saturierungsverhalten untersucht werden soll. Anhand der beiden Stahlwerk-
stoffe DP600 und DCO06 soll die Eignung des ebenen Torsionsversuchs zur Ermitt-
lung mehrerer Zyklen bei Scherkurven demonstriert werden. Um die Ubersichtlich-
keit zu bewahren, wurde lediglich jeweils eine Kurve dargestellt, obwohl wéhrend
der kontinuierlichen Dehnungsmessung eine grofle Anzahl von Kurven simultan
ermittelt werden. Bild zeigt eine zyklische Scherkuve von DP600 mit insge-
samt vier Lastrichtungswechseln. An den Punkten des Lastrichtungswechsels sind
die jeweils auftretenden Werte der Schubspannung angegeben. Zur Ermittlung des
Wiedereintritts in den plastischen Bereich wurde das gleiche Vorgehen wie in Ab-
schnitt angewendet. Erneut wird der sehr weiche Ubergangsbereich des DP600
bei Lastumkehr deutlich. Die Bauschinger-Koeffizienten bei diesen Lastkehren be-
tragen zwischen 0,26 und 0,33. Der Versuch ist beendet, sobald das Drehmoment
wahrend eines Zyklus nicht weiter gesteigert werden kann. Dies ist in diesem Fall
nach der vierten Lastumkehr bei einer Schubspannung von ca. +350 MPa in dieser
Scherkurve der Fall. Obwohl nur vier Lastrichtungsumkehrungen realisiert wurden,
lasst sich bereits im zweiten Zyklus die Tendenz einer Saturierung der Scherkurve
feststellen. Dies zeigt, dass mit hoheren Zyklenzahlen der Anteil der kinematischen
Verfestigung zum iiberwiegenden Teil zu dem Werkstoffverhalten beitrigt, wihrend
der isotrope Verfestigungsanteil immer geringer wird. Dies ist besonders deutlich in
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Bild 6.6: Ermittelte zyklische Scherkurve von DP600 mit insgesamt vier Lastrich-
tungswechsel sowie Angabe der jeweiligen Fliefspannungen vor und nach
der Lastumkehr

Bild zu beobachten, wo insgesamt elf Lastumkehrvorginge dokumentiert sind.
Um die Ubersichtlichkeit zu bewahren, wurde in diesem Bild auf die Angabe der je-
weiligen Spannungswerte fiir jede Lastumkehr verzichtet. Im Vergleich zum DP600
zeigt der Tiefziehstahl einen deutlicher abgegrenzten Ubergang vom elastischen
zum plastischen Verhalten. Nach jeder Umkehr kann das zuvor herrschende Span-
nungshiveau nach geringer Deformation erneut erreicht werden. Eine Saturierung
ist ebenfalls bereits im zweiten Zyklus zu beobachten. Wie schon in den vorherigen
Abschnitten beobachtet, zeigt der DC06-Stahl eine Verfestigungsstagnation. Damit
erhalten die zyklischen Scherkurven in dieser Darstellung eine ungewo6hnliche Form,
bei der die plastischen Deformationswege im Spannungs-Dehnungs-Diagramm zu
einem groflen Teil annahernd waagerecht verlaufen.

Nachteilig bei diesem Vorgehen ist die fehlende Moglichkeit zur genauen Einstel-
lung der Lastumkehr-Dehnungen. Da die Dehnungsmessung erst im Anschluss an
das Experiment erfolgt, kann eine Echtzeitbestimmung der aktuellen Dehnungen
an bestimmten Positionen nicht realisiert werden. Das Steuern der Zyklus-Langen
iiber den gemessenen Drehwinkel liefert selbst bei Vernachlédssigung eines Durch-
rutschens jeweils andere Dehnungswerte aufgrund der Verfestigung. In Anbetracht
der vielen simultan ermittelten zyklischen Scherkurven kann der ebene Torsionsver-
such dennoch eine effiziente Methode zur Charakterisierung des Werkstoffverhal-
tens bei mehreren Zyklen der Lastumkehr sein. Die zu diesem Zweck verbreiteten
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Bild 6.7: Zyklische Scherkurve von DCO06 mit insgesamt elf Lastumkehrungen

Zug-Druck-Versuche sind entsprechend aufwendig, sodass ein grofles Potenzial zur

Zeitersparnis vorliegt.

6.4 Vergleich mit zyklischen Zug-Druck-Versuchen

Die im vorigen Abschnitt ermittelten zyklischen Scherkurven zeigen das Werkstoft-
verhalten bei Lastumkehr im ebenen Torsionsversuch. Es soll ein Vergleich der
Spannungs-Dehnungs-Kurven mit Ergebnissen des Zug-Druck-Versuchs durchge-
fiihrt werden, welches aus der Literatur besser bekannt ist. Entsprechende Ver-
suche mit den Werkstoffen DP600, AA5182 und AA6016 wurden vom Lehrstuhl
fir Fertigungstechnologie der Friedrich-Alexander-Universitat Erlangen-Niirnberg
entsprechend der Methodik von |[Staud und Merklein| (2009) durchgefﬁhrtﬂ. Far
diese drei Werkstoffe sollen jeweils zyklische Kurven mit einer Vordehnung von
¢ = 0,01 und 0,15 gemessen werden. Um die Scherspannung und Scherdehnung
mit den Messwerten aus dem Zug-Druck-Versuch zu vergleichen, wurde jeweils der
Vergleichsumformgrad und die Vergleichsspannung nach von Mises unter Annahme

'Die nachfolgenden Ergebnisse der Zug-Druck-Versuche wurden von Herrn Sebastian Suttner
im Rahmen des DFG-Paketantrags 250, Teilprojekt 2, erarbeitet und zur Verfiigung gestellt.
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isotropen Werkstoffverhaltens berechnet. In Bild bis sind die Spannungs-

Dehnungs-Verlaufe im direkten Vergleich aufgetragen.

Bei einer Vordehnung von ¢ = 0,01 befindet sich der Werkstoff AA5182 noch
im Bereich der ausgepragten Streckgrenze zum Zeitpunkt der Lastumkehr, was
in beiden Versuchen sichtbar ist (Bild [6.8f). Der ebene Torsionsversuch weist in
diesen Messungen ein starkeres Rauschen des Dehnungssignals auf. Zudem lasst
sich fur die Vorwartsbelastung ein geringeres Spannungsniveau beobachten. Nach
der Lastumkehr weist der Zug-Druck-Versuch einen stérkeren Bauschinger-Effekt
auf, sodass die Zug-Druck-Kurve eine frithere Plastifizierung anzeigt. Bei einer
Vordehnung von ¢ ~ 0,15 (Bild ) lisst sich eine sehr gute Ubereinstimmung
wahrend der Vorwartsbelastung zwischen ebenem Torsionsversuch und Zug-Druck-
Versuch feststellen. Die ausgepragte Streckgrenze lésst sich in der dargestellten
Messkurve des ebenen Torsionsversuchs aufgrund einer zu groben Messrate nicht
wiederfinden. Daher ist die Abweichung zu Beginn der Vorwértsbelastung nicht
aussagekraftig. Bei dieser hoheren Vordehnung ist ebenfalls erkennbar, dass der
Bauschinger-Effekt im Zug-Druck-Versuch ausgepragter ist. Die elastische Gerade
bei der Lastumkehr scheint in den beiden Versuchen eine unterschiedliche Steigung
zu besitzen. Der Zug-Druck-Versuch weist dabei eine geringfiigig kleinere Steifig-
keit auf. Hinsichtlich des stufenféormigen Verlaufs durch die dynamische Reckal-
terung kann ebenfalls ein leichter Unterschied beobachtet werden. Wéhrend der
Zug-Druck-Versuch hauptsachlich in der Vorwartsbelastung (Zugbeanspruchung)
Stufen im Spannungs-Dehnungsdiagramm aufweist, tritt dies beim ebenen Tor-
sionsversuch verstarkt nach der Lastumkehr auf.

In den Diagrammen von Bild sind die zyklischen Fliekurven von AA6016
aus dem Zug-Druck-Versuch und dem ebenen Torsionsversuch gegeniibergestellt.
Es ist die gleiche Tendenz wie beim Werkstoff AA5182 zu beobachten. Bei der
Vorwartsbelastung weisen beide Versuche einen dhnlichen Verlauf auf. Nur bei
der geringen Vordehnung treten im ebenen Torsionsversuch etwas hohere Span-
nungen auf. Sowohl bei der geringen als auch bei der groflen Vordehnung ist der
Bauschinger-Effekt im Zug-Druck-Versuch starker. Die entsprechenden Spannungs-
Dehnungs-Kurven zeigen eine frithere Riickplastifizierung. Zudem scheint auch das
Elastizitatsmodul im Zug-Druck-Versuch geringer als im ebenen Torsionsversuch,
was insbesondere bei der Lastumkehr sichtbar wird. Obwohl die elastische Stei-
gung bei der anfanglichen Belastung fiir beide Versuche ahnlich scheint, ist bei der
Lastumkehr auch fiir diesen Werkstoff eine geringere Steifigkeit beim Zug-Druck-
Versuch zu beobachten. Auch fiir den Dualphasenstahl DP600 zeigt der Vergleich
der zyklischen Kurven einen ausgeprigteren Bauschinger-Effekt fiir den Zug-Druck-
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Bild 6.8: Vergleich der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Verlaufe von AA5182 aus
dem Zug-Druck-Versuch (vom LFT Erlangen) und dem ebenen Torsions-
versuch bei Vordehnungen von a) ¢ =~ 0,01 und b) ¢ ~ 0,15

Versuch. Bemerkenswert ist ebenfalls die gute Ubereinstimmung der Messkurven

fur die Vorwartsbelastung (Bild [6.10]).

Bei der Betrachtung dieser drei ausgewerteten Werkstoffe lasst sich die klare Ten-
denz feststellen, dass der Bauschinger-Effekt im ebenen Torsionsversuch anders aus-
gepragt ist als im Zug-Druck-Versuch. Es kann davon ausgegangen werden, dass im
Zug-Druck-Versuch eine frithere Riickplastifizierung feststellbar ist. Dabei ist der
Verlauf der Spannungs-Dehnungs-Kurve bei der Vorwartsbelastung vergleichbar.
Somit kann der Unterschied nicht durch eventuell vorliegende plastische Anisotro-
pie erklart werden. Auch existiert in den vorhandenen Messungen ein Unterschied in
der Steigung der elastischen Gerade, insbesondere bei der Lastumkehr. Die Ursache
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hierfiir ist unklar. Eine mogliche Erklarung fiir den geringeren Bauschinger-Effekt
kann die Rotation der Richtungen im Werkstoff wahrend der Scherung sein, die in
Abschnitt ausgefiihrt wurde. Durch die Stauchung und anschliefende Stre-
ckung bestimmter Materialrichtungen bei der einfachen Scherdeformation ist eine
Art der kinematischen Verfestigung im Werkstoff bereits durch monotone Scherung
denkbar. Ein global schwécher ausgepragter Bauschinger-Effekt ware demnach ei-
ne mogliche Konsequenz. Allerdings ist zu bemerken, dass aufgrund der kleinen
Probengeometrie des Zug-Druck-Versuchs die genaue Messung des Elastizitatsmo-
duls E dabei nicht moglich ist. Die Verwendung der hier dargestellten Messkurven
aus dem Zug-Druck-Versuch wiirde daher einen niedrigeren Wert fiir £ ergeben als
eine Messung mit der genormten Zugprobe. Die festgestellten Unterschiede konnen
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Bild 6.9: Vergleich der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Verldufe von AA6016 aus
dem Zug-Druck-Versuch (vom LFT Erlangen) und dem ebenen Torsions-
versuch bei Vordehnungen von a) ¢ =~ 0,01 und b) ¢ ~ 0,15
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auch die Folge einer Abhéngigkeit des Werkstoffverhaltens vom Spannungszustand

sein. So besteht moglicherweise ein Unterschied im kinematischen Verfestigungsver-

halten fiir Wechselscherbelastungen und Zug-Druck-Beanspruchungen. Da bei der

Blechumformung verschiedene Spannungszustédnde auftreten, bleibt fiir zukiinftige

Arbeiten zu klaren, inwiefern eine Beriicksichtigung einer solchen Abhéngigkeit in

der Modellierung moglich und notwendig ist.

a) 500
400
300
200
100

0

-100

-200

-300

-400

-500

-600

Spannung in MPa

b) 800
600
400

Spannung in MPa
o

DP600, t =1 mm
Vordehnung 0,01
Zug-Druck-
Versuch
Ebener
Torsionsversuch
-0,03 -0,02 -0,01 0,0 0,01
Wahre Dehnung
Ebener Zug-Druck-
Torsionsversuch Versuch
DP600, t =1 mm \
Vordehnung 0,15
0 0,02 0,04 0,06 0,08 0,1 0,12 0,14

Wahre Dehnung

0,16

Bild 6.10: Vergleich der zyklischen Spannungs-Dehnungs-Verlaufe von DP600 aus
dem Zug-Druck-Versuch (vom LFT Erlangen) und dem ebenen Tor-
sionsversuch bei Vordehnungen von a) ¢ ~ 0,01 und b) ¢ ~ 0,15
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6.5 Parameteridentifikation fiir das
Yoshida-Uemori-Modell

Die in den vorigen Abschnitten erhaltenen zyklischen FlieSkurven kénnen zur Er-
mittlung von Parametern fiir die kinematische Verfestigung herangezogen werden.
In diesem Abschnitt soll mithilfe einiger Beispiele die Identifkation von Para-
metern fiir das Modell nach Yoshida und Uemori (2002) demonstriert werden.
Das Modell nach [Yoshida und Uemori (2002) ist in der Lage, eine kombiniert
isotrop-kinematische Verfestigung abzubilden, welche sowohl einen frithen und sanf-
ten Ubergang von der elastischen Gerade in den plastischen Bereich erlaubt, als
auch Verfestigungsstagnation abbilden kann. Zu diesem Zweck wird die Optimie-
rungssoftware LS-OPT und das FEM-Programm LS-DYNA verwendet. In einer
Simulation mit einem Ein-Element-Modell werden die entsprechenden Parameter
des Werkstoffmodells variiert und der daraus entstandene Spannungs-Dehnungs-
Verlauf mit den experimentellen Daten verglichen. Im Folgenden soll das Vorgehen
anhand einiger Beispielmessungen demonstriert werden. Zudem ist die Frage zu
klaren, ob eine Schar zyklischer Scherkurven mit unterschiedlichen Vordehnungen
andere oder bessere Ergebnisse liefert als eine einzelne Kurve.

Bild zeigt ein Beispiel fir eine zur Kurvenanpassung herangezogene zykli-
sche Spannungs-Dehnungs-Kurve. Die Werte fiir Scherspannung und Scherdehnung
wurden unter Annahme isotropen Werkstoffverhaltens in Vergleichsgrofien umge-
rechnet, wobei eine von Shi et al.| (2008) vorgeschlagene Modifikation des urspring-
lichen Yoshida-Uemori-Modells mit zwei zusatzlichen Parametern verwendet wird.
Das Ein-Element-Modell wird in der Simulation mit Zug-Druck-Beanspruchung be-
lastet. Die daraus entstandene zyklische FlieSkurve wird mit dem experimentellen
Verlauf verglichen, sodass iiber einen Algorithmus des Optimierungsprogramms die
Parameter iber mehrere Iterationen invers gefunden werden. Dazu wird die Flache
zwischen den beiden Kurven iiber die Werte an 200 aquidistanten Punkten tiber die
gesamte Kurvenldnge minimiert. Im dargestellten Beispiel wurde die Materialkar-
te 125 von LS-Dyna verwendet. Neben den zu optimierenden Kennwerten wurden
einige Werkstoffparameter mit Elastizitatsmodul £ = 210 GPa, Querkontraktions-
zahl p = 0,3 und AnfangsflieBspannung kg = 125 MPa festgelegt.

Bild zeigt anhand von sechs Messkurven das Ergebnis der Parameteridentifi-
kation. Die hierbei verwendeten Messkurven entstammen einer einzigen Messung,
wobei an sechs verschiedenen Radien die Spannungs-Dehnungsverlaufe ausgewertet
wurden. Die hochste Vordehnung betragt hier ¢ ~ 0,28, die niedrigste ¢ ~ 0,05.
Das Ergebnis der Optimierung weist eine grofitenteils gute Ubereinstimmung mit
den experimentellen Daten auf. Die simulierten Kurven weisen bei der Vorwarts-
belastung einen anderen Verfestigungsverlauf auf, der zunéchst hohere Spannungs-
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Bild 6.11: Anpassung einer zyklischen FlieBkurve fiir das Yoshida-Uemori-Modell
mit einer Vordehnung von ¢ ~ 0,28 fiir den Werkstoff DC0O6 mittels
LS-OPT und LS-Dyna

werte liefert, mit zunehmender Deformation jedoch flacher verlauft. Fir alle Kur-
ven kann der Ubergangsbereich nach dem Lastwechsel grob getroffen werden. Fiir
die geringeren Vordehnungen iiberschatzt das Modell leicht die Fliespannung bei
der erneuten Plastifizierung, wahrend bei grofleren Vordehnungen der Bauschinger-
Effekt geringfiigig starker angegeben wird. Obwohl das Modell in der Lage ist, die
Verfestigungsstagnation abzubilden, scheint diese im Hinblick auf ihre Entwick-
lung mit der Vordehnung nicht korrekt wiedergegeben. Die experimentellen Daten
weisen eine mit wachsender Vordehnung zunehmende Tendenz zur Verfestigungs-
stagnation auf. Im Gegensatz dazu zeigt das Modell die Stagnation deutlicher bei
den Kurven mit geringerer Vordehnung. Im weiteren Verlauf der Riickplastifizie-
rung kann das Modell die Verfestigung wieder hinreichend abbilden.

Um die Frage zu klaren, ob eine Identifikation der Parameter unterschiedliche Er-
gebnisse liefert, wenn sie statt an mehreren Kurven an einer einzelnen Messkurve
durchgefiihrt wird, soll exemplarisch jeweils ein Parametersatz unter Verwendung
der Kurve mit der hochsten und der geringsten Vordehnung verglichen werden.
Die ermittelten Parameter werden dann auch fiir die anderen Lastpfade in der
Simulation angewendet und in einem Diagramm mit den experimentellen Daten
aufgefiihrt. Die entsprechenden Diagramme befinden sich im Bild [6.13] und [6.14]
Die Zahlenwerte fiir die ermittelten Parameter sind in Tabelle aufgefiithrt. Es
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Bild 6.12: Anwendung der Parameteridentifkation an DCO06 fiir das Modell nach
Yoshida-Uemori unter simultaner Verwendung von sechs zyklischen
FlieBkurven mit unterschiedlichen Vordehnungen

kann festgestellt werden, dass die Verwendung der Kurve mit der hochsten Vor-
dehnung bei einem Messradius von 15,25 mm dhnliche Werte und Kurvenverlaufe
liefert wie die Verwendung aller sechs Messkurven.

Bei Betrachtung der Ergebnisse aus der Verwendung der Kurve mit der Vordeh-
nung von ¢ =~ 0,05 fallt auf, dass die Kennwerte sich stark von den anderen beiden
Vorgehen unterscheiden. Der simulierte Kurvenverlauf fiir die verwendete Messkur-
ve weist eine sehr gute Ubereinstimmung auf. Die Kurven der nicht verwendeten
Messpunkte weichen jedoch vor allem im Bereich der Vorwartsbelastung stark von
den experimentellen Daten ab. Der Wiedereintritt in den plastischen Bereich wird
fiir die Verldufe mit groflerer Vordehnung frither angegeben.

Obwohl die Kennwerte sich im Betrag stark unterscheiden, kann auch durch allei-
nige Verwendung der geringsten Vordehnung der Verlauf der Riickbelastung gut
wiedergegeben werden. Die Unterschiede im Kurvenverlauf finden sich hauptséach-
lich im Bereich der Vorwartsbelastung.

An diesem Beispiel lasst sich zeigen, dass das Modell nach Yoshida und Uemo-|
(2002)) eine gute Abbildung des Werkstoffverhaltens fiir DC06 aufweist. Jedoch
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Bild 6.13: Anpassung des Yoshida-Uemori-Modells unter Verwendung der Mess-
kurve mit der hochsten Vordehnung fiir den Werkstoftf DC06

Tabelle 6.1: Beispiel fiir gefundene Yoshida-Uemori Parameter von DCO06, ¢t = 1
mm, bei verschiedenen Varianten der Auswertung: A) Verwendung
von sechs Messkurven mit unterschiedlichen Vordehnungen; B) Ver-
wendung der Messkurve mit der grofiten Vordehnung; C) Verwen-
dung der Messkurve mit der geringsten Vordehnung

, B K b
Variante C m h €o N
in MPa in MPa | in MPa
A 80,99 | 740,0 | 29,46 | 430,6 9,746 | 0,685 | 0,00588 | 0,261
B 72,36 | 682,8 | 27,22 | 439,3 9,052 | 0,715 | 0,00417 | 0,253
C 122,5 | 888,7 | 32,54 | 554,9 4,432 | 0,335 | 0,0245 | 0,268

kann das Modell in der vorliegenden Implementierung in LLS-Dyna den Effekt der
Verfestigungsstagnation in Abhéangigkeit der Vordehnung nicht korrekt wiederge-
ben. Der ebene Torsionsversuch mit der vorgeschlagenen kontinuierlichen Deh-
nungsmessung ist geeignet, eine Vielzahl von Scherkurven aus einem Versuch zu

gewinnen, welche zur Parameteridentifikation eingesetzt werden kénnen. Es hat
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Bild 6.14: Anpassung des Yoshida-Uemori-Modells unter Verwendung der Mess-
kurve mit der geringsten Vordehnung fiir den Werkstoff DC06

sich herausgestellt, dass die Verwendung einer einzigen Messkurve mit der grof3-
ten Vordehnung dhnliche Ergebnisse liefern kann wie die Verwendung mehrerer
Kurven. Wird eine Kurve mit zu geringer Vordehnung ausgewahlt, so kann das
Verhalten bei grofleren Dehnungsamplituden nicht mehr gut wiedergegeben wer-
den. Allgemein lasst sich feststellen, dass das Werkstoffverhalten vom verwendeten
Modell gut wiedergegeben werden kann. Jedoch ist insbesondere im Hinblick auf
die Entwicklung des Bauschinger-Effekts und der Verfestigungsstagnation mit der
Vordehnung eine Diskrepanz zu den experimentellen Daten zu erkennen. Wenn in
Zukunft weitere Modelle und Modellmodifikationen zur Beschreibung des kinema-
tischen Verfestigungsverhaltens entwickelt werden, so kann der ebene Torsionsver-
such eine gute Moglichkeit bieten, die abbildbaren Merkmale und Flexibilitat des
entsprechenden Ansatzes in Bezug auf die Vordehnung zu priifen.

6.6 Fazit

In diesem Kapitel wurden Auswertungsmethoden zur Durchfithrung zyklischer ebe-
ner Torsionsversuche vorgestellt und die entsprechenden Ergebnisse analysiert.
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e Multiple Scherkurven: Der ebene Torsionsversuch ist in der Lage, aus einer

Prifung eine Vielzahl von zyklischen Scherkurven mit jeweils unterschied-
lichen Vordehnungen zu ermitteln. Dies ist dem Umstand des definierten
Spannungs- und Dehnungsgradienten auf einer Torsionsprobe zu verdanken.
Die Auswertung der Experimente mittels optischer Dehnungsmessung stellt
eine effiziente Moglichkeit zur Ermittlung zyklischer FlieSkurven dar. Es wur-
de die Féahigkeit des ebenen Torsionsversuchs zur Aufnahme von zyklischen

FlieBkurven mit mehreren Lastrichtungswechselvorgangen demonstriert.

Bauschinger-Effekt: Die ermittelten zyklischen FlieBkurvenscharen wur-
den zur Bestimmung des Bauschinger-Effekts in Abhangigkeit der Vordeh-
nung herangezogen. Fiir verschiedene Blechwerkstoffe konnte der jeweilige
Verlauf des Bauschinger-Effekts iiber eine Vielzahl von Einzelkurven abgebil-
det werden. Dabei konnte eine Saturierung ab einer gewissen Dehnung fest-
gestellt werden. Aufgrund der Moglichkeit zur simultanen Generierung mul-
tipler Scherkurven konnte eine solch grofle Datenmenge mit relativ wenigen
Versuchen erzeugt werden.

Parameteridentifikation: Die Identifikation der Werkstoffkennwerte fiir
das Yoshida-Uemori-Modell zur Beschreibung der kinematischen Verfesti-
gung wurde anhand einer numerischen Optimierung gezeigt. Dabei wurde ein
Ein-Element-Modell mit dem FEM-Programm LS-Dyna verwendet, wobei der
Unterschied zwischen der numerisch ermittelten Spannungs-Dehnungs-Kurve
und dem Experiment minimiert wurde. Im Fokus stand hierbei der Ein-
fluss der Vordehnung. Es wurde gezeigt, dass die Parameteridentifikation an
einer zyklischen Kurve mit hoher Vordehnung auch fir zyklische Spannungs-
Dehnungs-Verlaufe mit geringerer Vordehnung Aussagekraft besitzt, wihrend
dies umgekehrt nicht sichergestellt ist.

Vergleich mit Zug-Druck-Versuchen: Im Vergleich mit den zyklischen
FlieSkurven aus den Zug-Druck-Versuchen kann fiir die Vorbelastung eine gu-
te Ubereinstimmung mit den Scherkurven des ebenen Torsionsversuchs festge-
stellt werden. Nach der Lastumkehr zeigt der Bauschinger-Effekt eine starkere
Auspragung im Zug-Druck-Versuch, was bei allen gepriiften Werkstoffen fest-
stellbar ist. Dies kann auf eine Abhéngigkeit der kinematischen Verfestigung
vom jeweils herrschenden Spannungszustand hindeuten.



7 Entwicklung einer neuartigen Probengeometrie
ohne Anisotropie-Mittelung

Bei der Priifung von anisotropen Blechwerkstoffen wird bei der Berechnung der
Spannung ein Fehler aufgrund der Mittelwertbildung tiber den gesamten Umfang
der Torsionsprobe in Kauf genommen. Dies ist ein Nachteil des ebenen Torsionsver-
suchs. In diesem Kapitel wird daher eine Modifikation der Probengeometrie, die
Doppelstegprobe, vorgeschlagen (Brosius et al., 2011), welche ein dhnliches Ver-
halten zeigt wie bekannte Scherversuche nach Miyauchi (1984) oder |[Rauch! (1998).
Nachfolgend wird das Verhalten dieser Probenform analysiert und mit anderen
Scherversuchen verglichen. Anhand von Beispielen wird das Anwendungsspektrum
der neuen Probe demonstriert.

7.1 Probengeometrie

Um eine exklusive Richtung beim Torsionsversuch zu priifen, werden runde Schlit-
ze aus der Blechronde geschnitten, sodass lediglich zwei gegeniiberliegende Scher-
stege verbleiben. An diesen Scherstegen kann sich die Umformung konzentrieren.
Bild zeigt schematisch die Probengestaltung. Mit derselben Versuchskine-
matik wie bei der vollen Probe wird ein Drehmoment aufgebracht, welches in den
beiden Scherzonen die grofiten Scherspannungen hervorruften. Durch die symmetri-
sche Anordnung beider Scherzonen werden ungewollte resultierende Drehmomente

und Reaktionskrafte vermieden.

Bild zeigt die geometrischen Mafle, welche die Scherzone definieren. Zusétz-
lich zu den Einspannradien innen und aufien (r; und r,) ist der Schlitzradius mit

rm - /rl ;— r27 (7]‘)

die Schlitzbreite
Ar =ry —1y (7.2)

und der Winkelausschnitt des Steges

Ay =L (7.3)

T'm
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a) auRere Einspannung b)
Scherstege

Spalt

innere Einspannung

Bild 7.1: a) Schematische Gestaltung der Doppelstegprobe; b) geometrische Gro-
Ben an der Scherzone

fiir diesen Versuch zu definieren. Die Stegbreite b lasst sich dabei aus dem Win-
kelausschnitt und dem Schlitzradius errechnen. Um die zu erwartende inhomogene
Verteilung von Dehnung und Spannung zu verringern, sollte das Verhéltnis von
Stegbreite zu -hohe grofl gewéahlt werden. Jedoch kann die Stegbreite b bei dieser
Probe nicht beliebig vergrofiert werden, da sonst die Kriimmung der Scherzone an

Einfluss gewinnt.

Wie in Abschnitt erlautert, ist die Scherzone im 45°-Winkel zur Walzrichtung
orientiert, damit die Hauptspannungsrichtungen mit den Achsen z und y iiberein-
stimmen (siehe Bild [7.2]). Es kann im Gegensatz zur Miyauchi-Probe (Bild
fiir beide Scherzonen dieselbe Orientierung realisiert werden, wodurch eine Mit-
telung des Werkstoffverhaltens bei Richtungsabhangigkeiten nicht erfolgt. Fiir die
nachfolgenden Betrachtungen werden die Mafle wie in Tabelle verwendet. Das
Verhéltnis von Linge und Hohe der Scherstege betriagt in diesem Fall ca. 7,5:1.

Zuséatzlich wird an den verwendeten Proben eine Modifikation der vorgestellten
Geometrie in Form von Abrundung der Stegkanten durchgefiihrt. Bild zeigt

die Scherzone mit abgerundeten Kanten. Der Radius der Kante betragt hierbei
Ar
s = N

spielsweise Lasterstrahlschneiden oder Drahterodieren, zum anderen wird hierdurch

. Diese Modifikation erleichtert zum einen die Probenherstellung durch bei-

eine extreme Spannungskonzentration vermieden, welche zu verfrithter Rissbildung
und Faltenbildung bei der Scherbelastung fithren kann. Durch die Gestaltung der
Radien bleibt die eigentliche Stegbreite b unverandert gegeniiber der Darstellung
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Walzrichtung

Bild 7.2: Gleichsinnige Scherung in beiden Scherzonen der Doppelstegprobe

Tabelle 7.1: Verwendete Abmessungen der Doppelstegprobe

Bezeichnung Formelzeichen | Wert
Innerer Einspannradius T 15 mm
AuBerer Einspannradius Ta 30 mm

Blechdicke t 1,0 mm
Schlitzradius Tm 21,5 mm
Schlitzbreite Ar 1 mm

Winkelausschnitt Av 20°

in Bild [7.1] sodass die Spannungsberechnung nach Gleichung bei Vernach-
lassigung von Inhomogenitdten und Randeffekten weiterhin giiltig ist.

7.2 Theoretische Spannungs- und Dehnungsberechnung

In Bild ist die Deformation der Scherzone dargestellt. Wenn die Kriimmungen
vernachlassigt werden und eine gerade rechteckige Scherzone angenommen wird,
entsteht durch den globalen Drehwinkel o eine parallele Verschiebung der Scher-
zonenkante, sodass die Scherdehnung mit

v =tann = (7.4)
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Bild 7.3: Abrundung der Stegkanten zur Vermeidung frither Rissbildung

berechnet werden kann. Dabei wird angenommen, dass die umliegenden Bereiche
sich nur in vernachléssigbar geringem Umfang deformieren, sodass diese als starr
betrachtet werden konnen.

Die Scherspannung in beiden Scherzonen ergibt sich aus

M M

:2-t-A19-rI2n:2't-b-rm’ (7.5)

T

wobei t die Blechdicke ist. Hierbei handelt es sich um einen Mittelwert, der die
inhomogene Spannungsverteilung nicht berticksichtigt.

7.3 Analyse der realen Dehnungs- und
Spannungsverteilung

Die in den der Gleichungen [7.4]und [7.5] vorgeschlagene Berechnung der Dehnung
und Spannung beriicksichtigen nicht die Inhomogenitat und sonstige Storeinfliisse.
Daher soll in diesem Abschnitt die real auftretende Dehnungs- und Spannungsver-
teilung untersucht werden. Aus diesen Erkenntnissen wird anschlieend eine Vor-
gehensweise bei der experimentellen Auswertung vorgeschlagen, welche zur Flief3-

kurvenermittlung angewendet werden kann.

7.3.1 Dehnungsverteilung

Bei der sich real einstellenden Deformationsverteilung ist zu untersuchen, welche
Auswirkungen die Inhomogenitit auf die Messung und Auswertung hat. Es ist zu
erwarten, dass sowohl der Betrag der Dehnung als auch der eigentliche Dehnungs-
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zustand inhomogen sind. Das heif$t, dass der angestrebte ideale Scherdeformations-
zustand nicht oder nicht an allen Stellen des Schersteges realisiert werden kann.

In Bild wird das Ergebnis einer FE-Analyse dargestellt. Fiir den Werk-
stoff DC06 sind zwei Verdrehzustédnde mit o« = 0,5° (Bild ) und o = 2,7°
(Bild ) dargestellt. Links ist jeweils ein Ausschnitt um den Schersteg zu
sehen, wobei die Regionen mit einem Vergleichsumformgrad von 0,005 oder mehr
farbig unterlegt sind. Es ist zu erkennen, dass nicht alle Bereiche die reine Scher-
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Bild 7.4: Entwicklung des Deformationszustandes in der Doppelstegprobe bei den
Verdrehwinkeln von a) a = 0,5° und b) a = 2,7°
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deformation mit ¢; = —¢9 aufweisen. Auf der rechten Bildhalfte ist im Diagramm
der Deformationszustand in der ¢1-po-Ebene dargestellt. Fiir jedes Element wurde
ein Punkt in diesem Diagramm eingezeichnet. Die Farbe griin steht fiir einen Um-
formzustand nahe der reinen Scherung. Gelb- und Rottonungen zeigen Zustande
an, die ndher zu Zugbeanspruchungen liegen, wahrend die blauen Punkte eine
Druckiiberlagerung bedeuten. Festzuhalten ist, dass im Steg zwischen den beiden
Radien in grofien Teilen ein Deformationszustand nahe der reinen Scherung vorzu-
finden ist. Abweichungen von diesem Zustand befinden sich an den Réndern und
nehmen im Schersteg eine vergleichsweise geringe Flache ein. Mit zunehmendem
Verdrehwinkel « ist qualitativ keine Veranderung der Deformationsverteilung im
Schersteg festzustellen. Fiir die benachbarten freien Bereiche lasst sich jedoch eine
zunehmend grofler werdende Ausbreitung der plastischen Umformung feststellen.
Die Annahme zu Gleichung [7.4], dass alle Bereiche auer dem Schersteg als starr
betrachtet werden konnen, ist deshalb in der Realitat nicht zuléssig.

In einer weiteren Analyse soll der Verlauf des Dehnungswertes innerhalb des
Schersteges untersucht werden. Bild zeigt den gemessenen Verlauf der 1.
und 2. Hauptforménderung iiber einen Schnitt lings des Schersteges (Schnitt 1,
Bild [7.5k) und quer zur Scherrichtung durch die Mitte der Scherzone (Schnitt
2, Bild [7.5pb). Dargestellt sind zwei Dehnungszustande bei den Werten fiir die
Vergleichsforméanderung ¢, = 0,05 und ¢, = 0,2 im Mittelpunkt der Scherzone.
Entsprechend Bild sind entlang dieser Schnitte wie zu erwarten nahezu ideale
Scherzustiande mit o &~ —py vorzufinden. Fiir Schnitt 1 kann die Auswirkung der
Inhomogenitit in Form einer Uberhéhung des Dehnungswertes nahe den beiden
Réndern festgestellt werden. Direkt am Rand und im zentralen Abschnitt ist ein
geringerer Dehnungswert messbar. Der Verlauf der Dehnung zeigt einen annédhernd
homogenen zentralen Bereich. Schnitt zwei umfasst eine Linge von der Steghohe,
in diesem Fall 1 mm. Uber diesen Bereich kann im Rahmen der Messgenauigkeit
keine nennenswerte Schwankung der Dehnung festgestellt werden. Damit ist das
Zentrum des Schersteges als homogen zu betrachten.

Bild zeigt einen Vergleich der theoretischen Berechnung von v aus dem Dreh-
winkel a zu zwei experimentellen Messungen an den Stahlwerkstoffen DC06 und
DP600. Bei der optischen Dehnungsmessung wurde jeweils der Langsschnitt (ent-
spricht Schnitt 1 aus Bild aufgenommen. Aus dem Verlauf wird jeweils ein
Mittelwert iiber die Schnittlange gebildet, welcher als Wert fiir die Scherdehnung
aufgetragen wird. Es wird deutlich, dass die theoretische Berechnung der Scher-
dehnung 7 zu einer starken Uberschitzung der real auftretenden Deformationen
fithrt. Fur beide Werkstoffe lasst sich eine deutlich niedrigere Scherdehnung mes-
sen. Der Grund fiir die Abweichung liegt, wie oben festgestellt, hauptsachlich in
der Ausstreuung der plastischen Deformation in die benachbarten Probenregionen
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Bild 7.5: a) Anordnung und Richtung der Schnitte langs und quer zur Scherrich-
tung in der Scherzone; b) 1. und 2 Hauptformadnderung im Langsschnitt
(Schnitt 1) und ¢) 1. und 2 Hauptforménderung im kurzen Schnitt
(Schnitt 2)

um die Scherzone. Da diese Fliachen nicht eingespannt sind, kann die eigentliche
Verschiebung der Scherzonen-Kanten nicht anhand des globalen Verdrehwinkels «
bestimmt werden. Im Diagramm von Bild wird das Verhéltnis der gemes-
senen Scherdehnung ey, zur theoretischen Berechnung ~y, aufgetragen. Hier zeigt
sich besonders deutlich, dass sich die Dehnung in beiden Probenwerkstoffen un-
terschiedlich entwickelt. Das bedeutet, dass die real auftretenden Scherdehnungen
werkstoffabhangig sind und nicht ohne Weiteres durch Skalierung des theoretischen
Wertes erhalten werden konnen.

Fir die experimentelle Auswertung bedeuten diese gewonnenen Erkenntnisse, dass
eine Dehnungsberechnung anhand des gemessenen Drehwinkels a nicht praktikabel
ist. Damit wiirde die Scherdehnung in der Scherzone stark iiberschétzt. Aus diesem
Grund ist die optische Dehnungsmessung wahrend des Experiments anzuwenden.
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Bild 7.6: a) Vergleich experimentell ermittelter Scherdehnung zur theoretischen
Dehnungsberechnung fiir DC06 und DP600; b) Nichtlineares Verhélt-
nis der experimentellen Messung zum theoretischen Wert nach Glei-

chung

7.3.2 Spannungsverteilung

Im Gegensatz zu der Dehnungsverteilung kann die im Schersteg auftretende Span-
nung nicht ohne weiteres experimentell gemessen werden. Deshalb soll zur Beur-
teilung der Spannungsverteilung eine FE-Analyse herangezogen werden. Es ist zu
priifen, ob die in Gleichung vorgeschlagene Berechnung der Scherspannung
T trotz der auftretenden inhomogenen Spannungsfelder fiir die FlieBkurvenermitt-
lung verwendet werden kann. Bild [7.7] stellt im Diagramm die Verteilung der
Schubspannung tiber Schnitt 1 dar. Fiinf Dehnungszustande sind hier dargestellt,
von v = 0,1 bis 0,5 mit einer Schrittweite von 0,1. Es sind dabei Analogien zum
Dehnungsverlauf zu beobachten. Auch bei der Schubspannung tritt jeweils ein Ma-
ximum nahe der Scherzonenkante auf, wahrend die Werte direkt an der Kante
abfallen. Im zentralen Bereich lasst sich ein nahezu homogener Bereich finden.
Im Diagramm ist zusétzlich jeweils der theoretische Wert fiir die Schubspannung
dargestellt, welcher mittels Gleichung aus dem Reaktionsmoment berech-
net wird. Wahrend im Zentrum des Schersteges der real auftretende Wert fiir 7
mit Gleichung iiberschatzt wird, iiberschreiten die Spannungsmaxima die-
sen Wert nahe den Réndern. Mit zunehmender Deformation steigt der theoreti-
sche Schubspannungswert im Vergleich zum Spannungsverlauf leicht an. Insgesamt
stellt dieser Wert im Vergleich zum ermittelten Spannungsverlauf eine gute Nahe-

rung dar.

Um die Inhomogenitét auch hinsichtlich des Spannungszustandes zu bewerten, wer-
den entlang des Langschnitts die auftretenden Normalspannungskomponenten oy

in Bild und oy in Bild zur Scherrichtung aufgetragen. Auch in diesen
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Bild 7.8: Verlauf der Normalspannungskomponenten a) ox und b) oy

Diagrammen wurden die fiinf oben erwdhnten Dehnungszustiande dargestellt. In
einer idealen Scherzone sollte oy = o, = 0 gelten. Dabei zeigt die Richtung der o-
Komponente parallel zur Scherbewegung und oy ist quer dazu. Tatsachlich stellen
sich im Randbereich hohe Werte fiir die Normalspannungskomponenten ein. Auch
im zentralen Bereich verschwinden diese Komponenten nicht vollstdndig, wobei
die Werte im Bereich von ca. = 50 MPa vergleichsweise klein bleiben. Die oy-
Komponente weist einen kleinen positiven Wert auf, wihrend die oy-Komponente
von einem positiven zu einem negativen Wert iibergeht. Dieses Verhalten von oy
deutet auf die Uberlagerung einer kleinen Biegebelastung hin.
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Die Abweichung von dem angestrebten reinen Scherzustand léasst sich anhand des
Mohr’schen Spannungskreises in der Blechebene verdeutlichen. Bild zeigt den
Mohr’schen Kreis fiir die reine ebene Scherung. Es tritt im Koordinatensystem der
Scherzone nur die Spannungskomponente 7y, auf, welches gleichzeitig der grofiten
Schubspannung 7.« entspricht. Der Winkel der Hauptspannungrichtung zur x-
Achse betrigt ¢ = 45°, da keine Normalspannungskomponenten auftreten (o =
oy = 0). Der tatsdchlich in der Scherzone herrschende Spannungszustand kann,
wie in Bild dargestellt, in verschiedenen Aspekten von der reinen Scherung

abweichen. Mit Auftreten der Normalspannungskomponenten oy und oy kann zum

ox+0y
2

verschoben werden. Somit ist die Schubspannung 7, im allgemeinen Fall nicht

einen der Mittelpunkt des Mohr’schen Spannungskreises um einen Wert oy, =

mehr identisch mit der Hauptschubspannung 7., sondern betragsmafig kleiner.
Zum anderen kann sich eine Verdrehung der Hauptspannungsrichtungen einstellen,
sodass diese nicht mehr im Winkel von ¢ = 45° zur x-Achse der Scherzone liegen.
Bild zeigt die Verschiebung des Mohr’schen Spannungskreises o, und die
Hauptspannungsrichtung ¢ tiber den Langsschnitt durch die Scherzone. Zwei Deh-
nungszustande mit v = 0,1 und v = 0,5 sind aufgetragen. Im zentralen Bereich
der Scherzone tritt eine sehr geringe Abweichung von dem angestrebten idealen
Scherzustand auf, welche auch mit zunehmender Deformation klein bleibt. Dies
gilt sowohl fiir oy, als auch fiir ¢. Im Randbereich befindet sich wie zu erwarten
eine starke Abweichung als Folge der Kerbeffekte.

Reine Scherung Abweichungen von der reinen Scherung

Bild 7.9: Mohr’scher Spannungskreis bei a) reiner Scherung und b) Abweichun-
gen von der reinen Scherung
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Bild 7.10: Beurteilung der Abweichung vom idealen Scherspannungszustand an-
hand der a) Verschiebung des Mittelpunktes des Mohr’schen Span-
nungskreises auf der o-Achse und des b) Winkels der Hauptspannungs-
richtung zur x-Achse

Zusammenfassend ist festzustellen, dass die Berechnung der Schubspannung aus
Gleichung nur eine Naherungslosung sein kann, da die Inhomogenitat der
Spannungsverteilung sowohl betragsmafig als auch fiir Spannungszustand und -
richtung in der Scherzone der Doppelstegprobe auftreten. Inwiefern diese Naherung
anwendbar ist, soll im Abschnitt tberpriift werden.

7.4 Flie3kurvenermittlung mit der Doppelstegprobe

Um die Einsetzbarkeit der Doppelstegprobe zur Aufnahme von FlieBkurven zu
iiberpriifen, soll zunéchst eine Vorgehensweise zur Ermittlung der Spannung und
Dehnung im Experiment aus den oben gewonnenen Erkenntnissen erarbeitet wer-
den. Insbesondere sind dabei die Position und der Umfang der optischen Dehnungs-
messung zu diskutieren. Zwei Moglichkeiten hierzu werden nachfolgend beschrie-
ben und miteinander verglichen. Das Ergebnis wird mit Ergebnissen aus anderen
Scherversuchen, dem normalen ebenen Torsionsversuch und dem einachsigen Zug-

versuch, verglichen.

7.4.1 Vorgehensweise zur Bestimmung von Spannung und Dehnung im
Experiment

In den vorigen Abschnitten [7.3.1] und [7.3.2 wurde die inhomogene Spannungs- und

Dehnungsverteilung in der Scherzone diskutiert. Um die Doppelstegprobe zur Flief3-
kurvenermittlung zu verwenden, wird daher vorgeschlagen, die Schubspannung 7
mittels Gleichung aus dem Drehmoment und den Probenabmessungen zu
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berechnen. Diese Vorgehensweise stellt eine ausreichend gute Naherung dar, zu-
mal die Spannung in der Scherzone ohnehin nicht direkt gemessen werden kann.
Zur Umrechnung der Scherspannung zu einer Vergleichspannung wird isotropes

Verhalten nach von Mises vorausgesetzt, sodass o, = v/3 - 7 gilt.

Die Berechnung der Dehnung aus dem Verdrehwinkel a mittels Gleichung
fithrt nicht zu korrekten Ergebnissen. Daher wird die optische Dehnungsmessung
zur Ermittlung der Formanderung empfohlen. Der Messbereich kann dabei un-
terschiedlich definiert werden. An dieser Stelle sollen zwei Varianten hinsichtlich
ihrer Wiedergabegenauigkeit einer vorgegebenen FlieSkurve diskutiert werden. Im
ersten Fall soll die optische Dehnungsmessung Werte entlang des Langsschnitts
(Schnitt 1, parallel zur Scherbewegung durch die Scherzonenmitte, vgl. Bild |7.50a)
ausgewertet werden. Der Dehnungswert soll aus dem arithmetischen Mittel des
Dehnungsverlaufs iiber die Schnittlange ermittelt werden. Im zweiten Fall soll le-
diglich ein kleiner Messfleck von 0,5 mm Durchmesser im Zentrum der Scherzone

zur Messung der Forménderung herangezogen werden.

Bild zeigt das Ergebnis der beiden Vorgehensweisen fiir eine Beispielprobe
aus dem Werkstoff DC06 mit der Blechdicke ¢ = 1 mm. Obwohl zu verschiedenen
Zeitpunkten leicht unterschiedliche Werte fiir die Dehnung ermittelt werden, unter-
scheiden sich die daraus entstehenden FlieSkurven nicht signifikant voneinander.
Erwartungsgeméf ergeben beide Verfahren eine identische AnfangsflieBspannung.
Im Bereich von 0,05 < ¢ < 0,4 weist die FlieSkurve unter Verwendung eines zentra-
len Messpunktes eine geringfiigig hohere Spannung auf. Bemerkenswert ist in die-
sem Fall der erreichte Umformgrad von ¢ > 0,6 fiir beide Auswertungsmethoden.
Da die ermittelten FlieBkurven beider Vorgehensweisen nicht stark voneinander
abweichen, kann fiir die Doppelstegprobe festgehalten werden, dass beide Metho-
den anwendbar sind. In den folgenden Untersuchungen wird zur Auswertung die
Dehnung iiber den Langsschnitt gemittelt.

7.4.2 Vergleich mit der vollen Torsionsprobe

Die Methode zur Ermittlung von FlieSkurven aus der Doppelstegprobe wird zu-
néchst mittels eines Vergleichs mit der vollen ebenen Torsionsprobe (siehe Ab-
schnitt iiberpriift. Bild zeigt die unterschiedlichen Messungen fiir zwei
Beispielwerkstoffe, den Tiefziehstahl DC06 und den hochfesten Dualphasenstahl
DP600, jeweils mit einer Blechstarke von 1 mm. Zu diesem Vergleich wurde die
volle Torsionsprobe mit der nachgeschalteten Dehnungsmessung ausgewertet. Es
wurde jeweils isotropes Werkstoffverhalten angenommen. Fiir beide Blechwerk-
stoffe kann eine gute Ubereinstimmung der FlieBkurve aus der Doppelstegprobe
mit der vollen Torsionsprobe festgestellt werden. Bei DCO06 liegt der ermittelte
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Bild 7.11: Vergleich der beiden Vorgehensweisen zur optischen Dehnungsmessung
im Experiment fiir den Werkstoff DC06

Spannungsdehnungsverlauf bis zu einem Umformgrad von ca. ¢ = 0,5 gut tiberein-
ander. Danach sagt die Auswertung der Doppelstegprobe geringere Spannungen als
die volle Geometrie voraus. Bei dem Stahl DP600 ist eine gute Ubereinstimmung

fiir den gesamten Verlauf der Fliekurve gegeben.

7.4.3 Vergleich mit den Ergebnissen des Zugversuchs

Bild zeigt die ermittelten FlieSkurven im Vergleich mit den Ergebnissen des
Standard-Flachzugversuchs. Erneut sind als Beispiele die beiden Stahlwerkstoffe
DC06 und DP600 ausgewihlt. Wihrend fiir DP600 eine gute Ubereinstimmung
der FlieBkurven vorzufinden ist, weicht das Verfestigungsverhalten in der Doppel-
stegprobe deutlich von den Zug-FlieSkurven ab. Obwohl die AnfangsflieBspannung
von ca. 135 MPa gefunden wird, ergeben sich im Verlauf der Deformation klei-
nere Werte fiir die Spannungen. Dass die Doppelstegprobe fiir DP600 eine gute
Ubereinstimmung mit dem Standard-Zugversuch liefert, jedoch nicht fiir DCO06,
kann an der unterschiedlich ausgeprigten Anisotropie der Blechwerkstoffe liegen.
Auch ist es moglich, dass aufgrund dieser Anisotropie das Verfestigungsverhalten

bei unterschiedlichen Belastungsarten verschieden ausgepragt ist.

7.4.4 Vergleich mit anderen Scherversuchen

An dieser Stelle soll nun ein Vergleich der Doppelstegprobe mit dem Scherver-
such nach Miyauchi (1984)) und der Probengeometrie nach ASTM B831| angestellt
werden (Yin et al) [2014). Fir den Werkstoff DC06, ¢ = 1 mm, wurden diese
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Bild 7.12: Vergleich der ermittelten FlieSkurve aus der Doppelstegprobe mit der
vollen Torsionsprobe fir die Werkstoffe a) DC06, ¢ = 1 mm und b)
DP600, t = 1 mm

drei Scherversuche durchgefiihrt. Es wurden die jeweils von Zillmann et al.| (2012)
und Merklein et al.| (2013]) vorgeschlagenen Versuchsapparaturen und Probengeo-
metrien genutzt. Die Ergebnisse entstanden dementsprechend in Kooperation mit
dem Institut fiir Werkstoffwissenschaft und Werkstofftechnik der TU Chemnitz
und dem Lehrstuhl fiir Fertigungstechnologie der Friedrich-Alexander-Universitét
Erlangen-Niirnberg. Die Scherproben unterscheiden sich hinsichtlich der Scherzo-
nengeometrie. Das Verhéltnis von Lénge zu Breite der Scherzone betragt fir die
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Miyauchi-Probe 5:1, fiir die modifizierte ASTM-Probe ca. 2,94:1 und fir die Dop-
pelstegprobe ca. 7,5:1. Bild zeigt eine Ubersicht aller drei Probengeometrien.
Im Gegensatz zur Doppelstegprobe werden sowohl die Miyauchi-Probe als auch der
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Bild 7.13: Vergleich der ermittelten FlieBkurve aus der Doppelstegprobe mit den
Ergebnissen des Zugversuchs fiir DC06 und DP600, jeweils Blechdicke

t=1mm

s

Bild 7.14: Prinzipskizze der Scherzonengeometrien der a) Doppelstegprobe, b)
Miyauchi-Probe nach Zillmann et al.| (2012) und c¢) ASTM-B831-
Scherprobe mit Modifikation nach Merklein et al.| (2013)
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modifizierte ASTM-B831-Versuch mit Einspannungen nahe der Scherzone durch-
gefiihrt.

Die Dehnung in der Scherzone wurde mittels optischer Dehnungsmessung entspre-
chend der vorgeschlagenen Methode durch die Mittelwertbildung iiber den Langs-
schnitt der Scherzone berechnet. Die Spannungsberechnung fiir die Doppelstegpro-
be ist in Abschnitt erlautert. Fir die Miyauchi-Probe und die modifizierte
ASTM-B831-Probe ergibt sich die Schubspannung aus dem Kraftsignal und der
Scherflache der Scherzone(n). Bild zeigt die drei Ergebnisse fiir die Flief3-
kurve des Werkstoffes DC06 aus den drei Scherversuchen. Es kann eine sehr gute
Ubereinstimmung festgestellt werden. Wihrend die ASTM-Probe und die Doppel-
stegprobe bis zu einem Umformgrad von 0,35 nahezu identisch verlaufen, zeigt das
Ergebnis des Miyauchi-Versuchs leicht erhohte Spannungswerte. Der Verlauf aller
drei Kurven ist jedoch sehr ahnlich. Fir die Doppelstegprobe kann in diesem Fall
eine hohere Forménderung erreicht werden, da die Einspannung nicht wie bei den
anderen Versuchen nahe der Scherzone greift. Daher kann mit einer zunehmen-
den Deformation die Scherzone rotieren und verzerrt werden, sodass das Ergebnis
verfalscht sein kann. Diese Untersuchung zeigt jedoch, dass die drei betrachteten
Scherversuche bis zu einem Umformgrad von ca. 0,4 sehr gut vergleichbare Ergeb-
nisse fiir die FlieSkurve liefert.

450
400
g 350
= 300
> 250
>
S 200
S
n 150
5
T 100
50
0

DCO06, r=1 mm Miyauchi*

Doppelstegprobe

ASTM B831**

*) IWW TU Chemnitz
**) LFT FAU Erlangen-Nurnberg

0 0,1 0,2 0,3 0,4 0,5 0,6 0,7
Umformgrad

Bild 7.15: Vergleich der ermittelten FlieBkurven fiir DC06 aus den drei Scherver-
suchen
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7.5 Aufnahme zyklischer Scherkurven mit der
Doppelstegprobe

Die Anwendung der Doppelstegprobe mit zyklischer Scherbelastung kann zur Cha-
rakterisierung der kinematischen Verfestigung eines Werkstoffes dienen. Die in
Abschnitt vorgeschlagene Methode zur Ermittlung von Spannung und Deh-
nung ist auch bei Lastrichtungswechsel-Versuchen anwendbar. Die Auswertung zur
Erhaltung einer zyklischen Spannungs-Dehnungs-Kurve aus der Doppelstegprobe
kann auf dieselbe Weise wie bei der FlieBkurvenermittlung bei monotoner Belas-
tung geschehen.

Fir die Werkstoffe DP600, AA5182 und AA6016 wurden entsprechende Kurven
aufgenommen und in Bild [7.16] bis [7.18] jeweils im direkten Vergleich mit Ergeb-

nissen der vollen Torsionsprobe dargestellt. Hierfiir wurde jeweils eine Vordehnung

von ¢ =~ 0, 15 angestrebt. Es zeigt sich, dass die Doppelstegprobe ebenfalls geeignet
ist, zyklische FlieSkurven aufzunehmen. Verglichen mit der vollen Torsionsprobe
kann eine sehr gute Ubereinstimmung der Kurvenverliufe gefunden werden, sowohl
fiir die Vorwartsbelastung als auch wiahrend und nach der Lastumkehr. Vorteilhaft
gegeniiber der vollen Probe ist die sehr grofle Riickdeformation, welche nicht durch
Rutschen der inneren Einspannung oder zu geringes Verfestigungsvermogen des
Werkstoffes begrenzt wird. Der sich einstellende Bauschinger-Effekt ist in gleicher
Auspragung zu sehen. Fiir DP600 beginnt bei beiden Probenvarianten der sanfte
Ubergangsbereich bei einem Spannungswert von ca. -300 MPa. Der treppenformige
Verlauf bei AA5182 in der vollen Torsionsprobe aufgrund der dynamischen Reck-
alterung ist in der Doppelstegprobe nicht deutlich wiedererkennbar (Bild [7.17)).
Doch auch hier lasst sich eine Ausfransung des Kurvenverlaufs feststellen. Bei den
aufgenommenen Kurven von AA6016 (Bild [7.18))ist das ermittelte Spannungs-
niveau der Doppelstegprobe geringfiigig niedriger. Jedoch ist das Verhéltnis der
Fliespannungen vor und nach der Lastumkehr identisch zur vollen Probe.

Dies ist insbesondere in Bezug auf den Vergleich der zyklischen Spannungs-
Dehnungs-Kurven mit dem Zug-Druck-Versuch in Abschnitt interessant. Dort
wurde ein ausgeprigterer Bauschinger-Effekt bei zyklischer einachsiger Belastung
festgestellt (siehe Bild bis [6.10]). Der ebene Torsionsversuch liefert jedoch fiir
beide Probenvarianten zueinander konsistente Ergebnisse, obwohl die Doppelsteg-
probe aufgrund der Inhomogenitat der Scherzone und der diskreten Richtung der
Scherung eine andere Charakteristik aufweist. Die Unterschiede der kinematischen
Verfestigung im Vergleich zum Zug-Druck-Versuch sind somit nicht durch die An-
isotropie zu erklaren. Dies ist somit ein weiteres Indiz fiir die Abhéangigkeit des
kinematischen Verfestigungsverhaltens vom jeweiligen Spannungszustand.
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Bild 7.16: Vergleich der ermittelten zyklischen Scherkurven zwischen Doppelsteg-
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Bild 7.17: Vergleich der ermittelten zyklischen Scherkurven zwischen Doppelsteg-
probe und voller Torsionsprobe fiir den Werkstoff AA5182
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Bild 7.18: Vergleich der ermittelten zyklischen Scherkurven zwischen Doppelsteg-
probe und voller Torsionsprobe fiir den Werkstoff AA6016

7.6 Identifikation kinematischer Verfestigungsparameter
ohne optische Dehnungsmessung

Nicht immer ist eine optische Dehnungsmessung gewiinscht oder verfiigbar. In die-
sem Abschnitt wird daher eine Methode zur Identifkation entsprechender Kennwer-
te vorgeschlagen, welche auf einer inversen Vorgehensweise beruht. Diese Ergebnisse
wurden in der Arbeit von Yin et al.| (2012b)) vorveréffentlicht.

7.6.1 Vorgehensweise

Die hier vorgeschlagene Methode verzichtet auf die optische Dehnungsmessung in
der Scherzone. Sie ist deshalb insbesondere dann anwendbar, wenn kein System zur
optischen Dehnungsmessung vorhanden oder der Einsatz nicht gewiinscht ist. Als
Messdaten werden lediglich das Drehmoment M und der Drehwinkel @ benotigt,
welche iiber die im Versuchsstand integrierte Messsysteme erfasst werden. Anstatt
eine direkte Auswertung der Spannungen und Dehnungen anzustreben, wird {iber
die Optimierung der Ausgabewerte einer numerischen Simulation die Parameter-
identifikation betrieben. Dazu wird die Doppelstegprobe als Berechnungsmodell
fir den FE-Software ABAQUS Explicit erstellt. Bild zeigt die Vernetzung,
welche nur den nicht unter der Einspannung befindlichen Teil der Probe umfasst.

Die Randbedinungen werden auf die Knoten am inneren und aufleren Rand des
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Probenrings definiert. Uber eine Vorgabe der Rotationsbewegung am AuBenrand
wird als Reaktion ein resultierendes Drehmoment aufgetragen. Durch den Vergleich
der Drehwinkel-Drehmomentkurve zwischen Experiment und Simulation wird eine
iterative Optimierung der Werkstoffparameter erreicht. Das verwendete Werkstoft-
modell ist ein kombiniert-isotrop-kinematisches Verfestigungsmodell. Der isotrope
Anteil der Verfestigung wird iiber den Ansatz nach [Voce| (1948) berechnet. Fiir
die kinematische Verfestigung kommt das Armstrong-Frederick-Modell (Frederick
und Armstrong, 2007)) zum Einsatz. Details zu der Werkstoffmodellierung und der
numerischen Implementierung sind in Yin et al.| (2012b) dargelegt.

7.6.2 Ergebnisse
In Bild ist fiir die zwei Stahlwerkstoffe DC06 und DP600 das Ergebnis

der Optimierung im Vergleich mit dem experimentellen Verlauf von Drehmoment
und Drehwinkel abgebildet. Zudem ist das rein isotrope Verfestigungsverhalten in
den Diagrammen enthalten. Wenn die Kurvenverlaufe des gewédhlten kombiniert
isotrop-kinematischen Verfestigungsmodells mit dem Experiment verglichen wer-
den, so lisst sich zundchst eine gute Ubereinstimmung in der Vorwéirtsbelastung
feststellen, sowohl fiir das kombiniert isotrop-kinematische Modell als auch fiir
das Modell der reinen isotropen Verfestigung. Die Riickbelastung erfihrt in den
Experimenten friithzeitig eine Abweichung von der elastischen Gerade, insbesonde-
re fiir DP600. Diesen sanften Ubergang sowie den Punkt bei erneutem Ubergang
zum plastischen Fliefen kann aufgrund der Modellbeschrankungen von Armstrong-
Frederick nicht exakt wiedergegeben werden. Das Spannungsniveau bei der Riick-
belastung kann im weiteren Verlauf erreicht werden. Gegeniiber einer ausschliellich

a1
|
/
/
2N\
_ Festee ~ L - Rotation der Elementkantenlange 0,4 mm
Einspannung Knoten

Bild 7.19: Vernetzung der Doppelstegprobe fiir die inverse Identifikation der ki-
nematischen Verfestigung
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Bild 7.20: Ergebnis der Parameteridentifikation im Vergleich mit ausschlie8lich
isotroper Verfestigung und den experimentellen Daten fiir die Werk-

stoffe a) DC06 und b) DP600
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isotropen Verfestigung kann bei der Riickbelastung jedoch eine deutlich verbesserte
Ubereinstimmung mit der experimentellen Kurve erreicht werden.

Zur Uberpriifung der identifizierten Parameter wird ein numerisches Ein-Element-
Modell aufgebaut, welches einer einachsigen Zugbeanspruchung ausgesetzt wird.
Der resultierende Spannungs-Dehnungsverlauf wird in Bild mit experimentell
ermittelten Kurven des Zugversuchs verglichen. Gute Ubereinstimmung kann fiir
beide Stahlwerkstoffe gefunden werden.

a) 400 - b) 800
© DCO06 Experiment: o
o o
E 300 _ _ EGOO Simulation
.é’ Simulation £ Experiment
= 200 5400
g g
% Q.
4100 &200
Q )
e T

0 0

0 005 0,0 0,15 0,20 0 005 0,10 0,15 0,20
Umformgrad Umformgrad

Bild 7.21: Vergleich der ermittelten kombiniert-isotrop-kinematischen Verfesti-
gung mit der FlieSkurve aus dem einachsigen Zugversuch fiir die Werk-
stoffe a) DC06 und b) DP600

Das Ergebnis dieser beiden gepriiften Werkstoffe zeigt grundséatzlich, dass die Dop-
pelstegprobe zur Ermittlung der kinematischen Verfestigung geeignet ist. Die per-
fekte Abbildung des Werkstoffverhaltens konnte mittels des gewéahlten Armstrong-
Frederick-Ansatzes nicht gefunden werden. Auch ist die Verwendung der Fliekur-
venapproximation nach [Voce| (1948)) fiir den isotropen Anteil der Verfestigung nicht
zwingend fiir die gepriiften Werkstoffe. Aufgrund des geringen Verfestigungspoten-
zials des Voce-Ansatzes sind Alternativen wie die Approximation nach Hocket-
Sherby oder Swift denkbar. Es gilt jedoch zu beachten, dass die identifizierten
Kennwerte fiir die kinematische Verfestigung stets in Kombination mit dem iso-
tropen Anteil zu sehen sind. Die gewahlte Vorgehensweise ist deshalb nur eine von
mehreren Moglichkeiten, entsprechende Parameter zu finden. Es ist zu erwarten,
dass die Wahl eines flexibleren Werkstoffmodells das Ergebnis verbessern kann. Zu-
dem ist die Ermittlung der Spannungs- und Dehnungskurven anstatt der Moment-
und Winkelmessung eine Alternative zu der vorgeschlagenen Methodik.
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7.7 Fazit

Mit der Modifikation des ebenen Torsionsversuchs zur Doppelstegprobe ist ein
neuer Scherversuch fiir Blechwerkstoffe entstanden. Die Eigenschaften dieser neu-
artigen Probengeometrie wurden in diesem Kapitel detailliert untersucht.

e Geometrie: Die Doppelstegprobe lasst sich mit derselben Versuchskinema-
tik wie die konventionelle ebene Torsionsprobe priifen. Durch die Lokalisation
der Scherdehnung in den beiden Stegen ist eine definierte Scherrichtung gege-
ben. Eine Mittelwertbildung bei der Spannungsberechnung tiber den gesam-
ten Umfang findet nicht statt. Diese Probe ist somit geeignet, bei anisotro-
pen Werkstoffen den Fliewiderstand bei Scherung einer definierten Richtung
zu bestimmen. Vorteilhaft gegeniiber anderen Scherversuchen ist das Feh-
len eines ungewollten Reaktionsmoments, sodass geringere Anforderungen an
Einspannwerkzeuge und Fiithrungen bestehen. Im Gegensatz zur Probe nach
Miyauchi sind beide Scherstege gleichsinnig belastet, sodass auch unter die-
sem Aspekt keine Mittelwertbildung zweier entgegengesetzter Beanspruchun-
gen entsteht. Zudem ist die Probengeometrie ohne Abstiitzung fiir zyklische
Belastungen geeignet.

e Spannungs- und Dehnungsberechnung: Theoretische Zusammenhénge
zur Berechnung der Spannung und Dehnung aus dem aktuellen Drehmoment
und Drehwinkel sowie den Probenabmessungen wurden eingefithrt. Die tat-
séchlich auftretende Verteilung von Spannung und Dehnung wurde mittels
numerischer Simulation und experimenteller Messungen bestimmt. Es konn-
te gezeigt werden, dass die theoretisch berechnete Scherspannung als guter
Mittelwert fiir die tatsdchlich vorliegende Verteilung der Schubspannung ver-
wendet werden kann. Die theoretische Dehnungsberechnung anhand des Dreh-
winkels ist aufgrund des grofien Abstandes zu den Einspannungen nicht an-
wendbar. Die Nutzung der optischen Dehnungsmessung ist daher erforderlich
fir die Versuchsdurchfithrung.

e Flie3kurvenermittlung: Eine Vorgehensweise fiir die Versuchsauswertung
mittels optischer Dehnungsmessung wurde vorgeschlagen und fiir die Ermitt-
lung von ScherflieBkurven eingesetzt. Im Vergleich mit den Ergebnissen der
vollen Torsionsprobe, des einachsigen Zugversuchs und anderen Scherversu-
chen (Miyauchi und ASTM B831) konnte gute Ubereinstimmung der Flief3-
kurven gefunden werden. Die Doppelstegprobe kann daher als gleichwerti-
ge Alternative zu bestehenden Blechpriifverfahren verwendet werden. Zudem
kann mit dieser Geometriemodifikation das erforderliche Drehmoment im Ver-

gleich zur vollen Torsionsprobe stark reduziert werden, sodass auch Werkstof-
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fe mit hoheren Festigkeiten und Blechdicken ohne die Gefahr des Durchrut-
schens gepriift werden konnen. Die erzielbare Forméanderung ist aufgrund der
auftretenden Randeffekte geringer als beim normalen ebenen Torsionsversuch,

jedoch deutlich hoher als im einachsigen Zugversuch.

Kinematische Verfestigung: Die Doppelstegprobe kann zur Messung zy-
klischer ScherflieBkurven verwendet werden. Die Ergebnisse stimmen dabei
gut mit denen der vollen Torsionsprobe tiberein. Dariiber hinaus wurde ei-
ne inverse Vorgehensweise vorgestellt, die in der Lage ist, kinematische Ver-
festigungsparameter ohne Verwendung der optischen Dehnungsmessung zu
identifizieren.



8 Charakterisierung der Schadigung unter
idealer Scherbelastung

Die Versagenspriifung unter definiert konstanten Werten fir Triaxialitdat n und
Lode-Parameter L ist fiir Blechwerkstoffe sehr schwierig. Insbesondere fiir den
Scherspannungszustand mit n = 0 und L = 0 sind die bekannten experimentellen
Vorgehensweisen aufwendig und nicht zufriedenstellend. Auch die bisherigen An-
sitze des ebenen Torsionsversuchs sind fiir diesen Zweck unzureichend. In diesem
Kapitel wird daher eine neuartige Probengeometrie fiir den ebenen Torsionsver-
such vorgestellt, mit der die ideale Scherbelastung bis zum Versagen gewahrleistet
wird. Nach der Beschreibung der Probengeometrie wird eine numerische Analyse
des Spannungszustands durchgefiithrt. Die Erreichbarkeit des Scherversagens wird
an verschiedenen Werkstoffen gepriift und diskutiert. Es wird gezeigt, dass diese
modifizierte Torsionsprobe Scherversagen reproduzierbar hervorrufen kann. Zum
Abschluss wird die Eignung dieser Probengeometrie zur FlieBkurvenermittlung fiir
hochfeste Werkstoffe anhand eines Beispiels diskutiert.

8.1 Idee der Ringkerbe

Die in Abschnitt aufgefithrten Versuchsgeometrien der ,,Butterfly“-Probe nach
Bao und Wierzbicki (2004), Mohr und Henn| (2007)) und Dunand und Mohr| (2011))
sollen das Versagen unter reiner Scherbelastung fiir Blechwerkstoffe erzeugen. Den-
noch sind Randeffekte nicht vollstandig auszuschlieflen, sodass ein Storeinfluss nicht
komplett vermeidbar ist. Der ebene Torsionsversuch kann hierbei eine Losung bie-
ten. Angelehnt an die Ansétze zur Torsion von Rohren mit Umfangsnuten nach
Graham et al.| (2012) kann eine Ringkerbe auf die Torsionsprobe aufgebracht wer-
den, um den Ort der Rissentstehung auflerhalb des Einflussbereichs der inneren
Einspannung zu positionieren. Bild zeigt die Idee der Ringnut am ebenen Tor-
sionversuch. Eine Nut mit runder Profilgeometrie wird auf einer Kreisbahn einseitig
aus der Torsionsprobe geschnitten. Der Nutradius r, und die Nuttiefe ¢, definieren
dabei die Geometrie der Ringkerbe. Der Bahndurchmesser betragt dy, und sollte so
gewahlt werden, dass die Nut auflerhab der inneren Einspannung liegt. Die Ring-
kerbe der Torsionsprobe ist so zu gestalten, dass die maximale Schubspannung am
Boden der Nut mit der reduzierten Blechstérke ¢, auftritt. Da die Schubspannung
von der radialen Position r abhéngt (siche Gleichung [2.49)), darf dj, nicht zu grof
sein. Nur dann ist gewahrleistet, dass plastisches FlieBen und Rissinitiierung im Be-
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Bild 8.1: Idee und Mafle einer ebenen Torsionsprobe mit Ringnut

reich der Ringkerbe liegen. Im Gegensatz zum Ansatz von (Gese et al.| (2007), bei
dem eine Rundnut mit Rechteck-Querschnitt verwendet wird, ist bei einer runden

Querschnittsgeometrie keine starke Kerbwirkung zu erwarten.

8.2 Numerische Analyse des Spannungszustandes in der
Nut

Um zu iiberpriifen, ob am Boden der Ringkerbe die gewiinschte ideale ebene Scher-
spannung herrscht, soll eine numerische Analyse durchgefithrt werden. Zu die-
sem Zweck wird das Modell der gekerbten Torsionsprobe fiir das FEM-Programm

ABAQUS Standard aufgebaut. In Bild ist das FE-Modell im belasteten und
unbelasteten Zustand dargestellt. Abgebildet wurde eine Torsionsprobe mit den
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Bild 8.2: FE-Modell fiir ABAQUS unter Ausnutzung der ,Cyclic Symmetry“ im
Ausgangs- und deformierten Zustand; grofite Vergleichsspannung tritt
in der Nut auf.

Einspannradien r; = 15 mm und r, = 30 mm. Das Blech besitzt eine Ausgangs-
blechdicke ty = 1 mm, welches an der dinnsten Stelle um die Nuttiefe ¢, = 0,5
mm reduziert ist. Der Nutbahndurchmesser betragt d, = 34 mm. Durch die Ro-
tationssymmetrie kann die Option ,,Cyclic Symmetry“ genutzt werden, sodass nur
ein kleiner Winkelausschnitt von 5° vernetzt wurde, was % der gesamten Probe
entspricht. Als Werkstoffmodell wurde isotropes Fliefen und die Fliekurve von
DCO06 verwendet. Bei der dargestellten Deformation betriagt das entsprechende
Drehmoment M = 227 Nm. Der dargestellte deformierte Zustand zeigt die Span-
nungsverteilung tiber der Probe. Es ist erkennbar, dass die grofite Spannung an
der diinnsten Stelle in der Nut auftritt. Somit findet die plastische Umformung
im Kerbbereich statt. Randeffekte durch die innere Einspannung sind an dieser
Stelle daher nicht zu erwarten. Um den Spannungszustand im Kerb zu tiberpriifen,
werden drei Schnitte senkrecht zur Blechebenen-Richtung angelegt. Bild zeigt
die Verldufe der Hauptspannungen oy, oo und o3 entlang dieser Schnitte. Der erste
Schnitt befindet sich auf der Position des inneren Kerbrands bei r ~ 15,35 mm. Die
Blechdicke betragt an dieser Stelle mit ¢ = {5 = 1 mm. Die Hauptspannungen ent-
lang dieses Schnitts sind nicht konstant. Wahrend fiir die mittlere Hauptspannung
oy =~ 0 gilt, steigen die Betrage fiir o1 und o3 von ca. 122 MPa auf der Oberseite der
Probe bis zu 173 MPa am Ende des Schnitts an. o1 und o9 sind jedoch entgegen-
gesetzt gleich grofl. Damit kann eine reine Schubbelastung festgestellt werden. Der
zweite Schnitt befindet sich bei einem Radius r &~ 16,15 mm, wo die verbleibende
Blechdicke ca. 0,62 mm betrégt. Der dritte Schnitt liegt an der Stelle der diinnsten
Blechdicke mit » = 17 mm und ¢ = ¢, = 0,5 mm. Es lasst sich fiir beide Schnitte
feststellen, dass weiterhin o1 ~ —oj3 gilt, wahrend o9 =~ 0 bleibt. Dabei zeigen alle
Hauptspannungen einen nahezu konstanten Verlauf. In Bild sind die Verlaufe
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Bild 8.3: Verlauf der Hauptspannungen oy, 09 und o3 entlang a) Schnitt 1, b)
Schnitt 2 und c¢) Schnitt 3; d) Lage der drei Schnitte in der Probe

der Triaxialitat n und des Lode-Parameters L entsprechend ihrer Definition nach
Gleichung und entlang der drei Schnitte in der Simulation aufgetra-
gen. An Schnitt 3 sind Werte von —0,001 < n < 0,001 und —0,002 < L < 0,002
vorzufinden. Die Scherbelastung ist an dieser Stelle anndhernd perfekt. Da sich
beide Werte auch fiir Schnitt 1 und Schnitt 2 in der GroBenordnung von weni-
gen Tausendstel befinden, kann fiir den gesamten Nutbereich von idealer Scherung
ausgegangen werden, sodass 01 = —03 = Ty und o9 = 0, = 0 gilt.

Es ist weiterhin zu kléren, ob die Hohe der Scherspannung im Bereich der Nut mit
der Gleichung anhand der lokalen Blechstarke ¢t und dem Radius r berechnet
werden kann, ohne dass eine Spannungsiiberhohung durch Kerbwirkung das Ergeb-
nis verfalscht. In Tabelle werden die Ergebnisse aus der numerischen Simu-
lation der theoretischen Schubspannung gegeniibergestellt. Die Werte in Schnitt 1
beim Kerbrand sind nicht konstant. Die theoretisch berechnete Schubspannung von
154 MPa liegt zwar im Bereich der numerisch ermittelten Spannungen, kann jedoch
nicht verwendet werden. Im Schnitt 2 ist die theoretisch berechnete Schubspannung

geringfiigig niedriger als die Ergebnisse der Simulation. An dieser Stelle kann die
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Bild 8.4: Berechneter Verlauf a) der Triaxialitdt n und b) des Lode-Parameters

L entlang der drei Schnitte in der Probe

Tabelle 8.1: Vergleich der Spannungswerte aus der numerischen Simulation und
der theoretischen Werte nach Gleichung ohne Berticksichtigung

der Kerbwirkung

Schnitt | » in mm | ¢t in mm | 7, in MPa | ;, in MPa
1 15,35 1,00 122 <7 <173 154
2 16,15 0,62 224 <1 <228 222
3 17,00 0,50 248 <1 <252 250

Verwendung von Gleichung bereits einen Naherungswert liefern. Die leicht

héhere Spannung aus der numerischen Berechnung kann die Folge

eines schwach

ausgepragten Randeinflusses sein. Der prozentuale Fehler liegt hier bereits un-
ter 3%. In der Nutmitte betragt der Wert der Spannung aus der theoretischen
Berechnung 250 MPa. Das Simulationsergebnis zeigt denselben Wert mit einer

Schwankung von weniger als +1%. Damit lasst sich fiir die betrachtete Geometrie

feststellen, dass die Gleichung sehr gut zur Berechnung der S

chubspannung
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im Mittelpunkt der Nut verwendet werden kann. Die Randeinfliisse sind aufgrund

der sehr sanften Kerbung vernachlassigbhar.

8.3 Probenvorbereitung

Die Vorbereitung einer Torsionsprobe mit Rundkerbe erfordert einen zuséatzlichen
Arbeitsschritt gegentiber der normalen ebenen Torsionsprobe. Diese kann, da die
Probenridnder nicht unter Belastung stehen, fast auf beliebige Weise aus einer Pla-
tine ausgeschnitten werden. Am Institut fiir Umformtechnik und Leichtbau wer-
den diese Blechronden in der Regel durch Laserstrahlschneiden gefertigt. Um die
Rundkerbe aufzubringen, sind verschiedene abtragende Fertigungsverfahren mog-
lich: Drehen, Frisen und Erodieren. Die nachfolgenden Experimente werden mit
gefrasten Ringnuten durchgefiihrt.

Als Fraswerkzeug wird ein Kugelfraser mit einem Kopfdurchmesser von 8 mm ver-
wendet. Fréiser dieser Art werden héufig bei der (Nach-)Bearbeitung von Umform-
werkzeugen eingesetzt. Die Blechronde wird iiber einen Zentrierstift positioniert,
sodass die eingestellte Frasbahn konzentrisch zur Blechronde platziert werden kann.
Bild zeigt zwei auf diese Art gefertigte Proben aus DP1000 und CP1200. Um
die eingestellte Nuttiefe ¢, zu iiberprifen, wird eine taktile Koordinatenmessung
an den Proben nach der Fertigung durchgefithrt. Die Nuttiefe wird dabei an acht
Positionen tiber dem Umfang verteilt gemessen, um eine eventuelle Verkippung
der Frasbahn auszuschlieBen. Die ermittelten Werte werden fiir die Auswertung
der Experimente dokumentiert.

DP1000 DCO06
t=1,55mm t=1,0mm
t,= 0,85 mm t,=0,5mm

Bild 8.5: Mittels Fréisen gefertigte Torsionsproben mit Rundkerbe: a) DP1000,
to = 1,55 mm, ¢, = 0,85 mm, b) DCO06, ty = 1,0 mm, ¢, = 0,5 mm
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8.4 Erreichbarkeit des Scherversagens

Um die Anwendbarkeit dieser Probengeometrie zur Erzeugung von Scherversagen
zu uberpriifen, werden unterschiedliche Werkstoffe getestet. In Tabelle sind
die verwendeten Legierungen und die jeweilige Probengeometrie aufgelistet. Alle
Proben wurde jeweils mit den Einspannradien r; = 15 mm und r, = 30 mm ge-
priift. Fir die beiden Tiefziehstdhle DC04 und DC06 konnte das Scherversagen

Tabelle 8.2: Probengeometrie der gepriiften Werkstoffe

Werkstoff | tp in mm | ¢, in mm | r, in mm
DC04 2,00 1,00 18,0
DC06 1,00 0,50 17,0
DP600 1,00 0,50 17,0
DP1000 1,55 0,85 18,0

AA5182 1,00 0,50 17,0
AA6016 1,00 0,50 17,0

nicht herbeigefithrt werden, da der Werkstoff aufgrund der hohen Duktilitat vor
dem Bruch Faltenbildung zeigt (siche Bild [8.6)). Dies wird insbesondere bei den
diinneren Proben von DC06 deutlich. DC04 zeigt ebenfalls eine starke Deforma-
tion im Bereich der Nut. Durch die grolere Blechdicke sind grofle Drehmomente
erforderlich. Es lasst sich dabei ein starkes Durchrutschen der inneren Einspannung
feststellen.

Fir die Dualphasenstiahle DP600 und DP1000 sowie die beiden aufgefiihrten Alu-
miniumlegierungen AA5182 und AA6016 konnte die Rissbildung im Boden der Nut
hervorgerufen werden. Bild zeigt am Beispiel von DP600 die entstandene Riss-
form auf der Ober- und Unterseite der Probe. Der kreisférmige Riss befindet sich
dabei am Boden der Nut, was den Erwartungen an die Probengeometrie entspricht.
Es kann im Vergleich zu den Tiefziehstdhlen eine deutlich geringere Ausbreitung
der plastische Deformation in der Nut festgestellt werden.
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DCO06 - Oberseite DCO04 - Oberseite

Hohe Deformation

Starke Faltenbildung

DCO06 - Unterseite DCO04 - Unterseite

Rutschen der inneren Einspannung

Bild 8.6: Keine Rissbildung bei den Tiefziehstdhlen DC04 und DCO06, da Falten-
bildung und/oder Durchrutschen der inneren Einspannung auftritt

8.5 Reproduzierbarkeit der Ergebnisse

Um die Reproduzierbarkeit der Rissentstehung zu untersuchen, werden drei Ver-
suche mit dem Werkstoff DP1000 durchgefiithrt. Zum einen ist zu priifen, ob der
plastische Bereich auf eine identische Verfestigung schlieffen ldsst. Zum anderen ist
fiir die Ermittlung von Schadigungsparametern der Zeitpunkt des Kraftabfalls von
besonderer Wichtigkeit. Hier muss eine Wiederholbarkeit innerhalb eines tolerier-
baren Bereichs gegeben sein, damit die Rissbildung im Modell korrekt wiedergege-
ben werden kann.

Bild zeigt den gemessenen Verlauf des Drehmoments iiber den gemessenen
Drehwinkel des inkrementellen Drehgebers der Versuchsanlage. Es ist zu erkennen,
dass die drei Proben zunachst in ihrem Moment-Winkel-Verlauf gut iibereinstim-
men. Der Punkt des Versagens liegt jedoch nicht bei einem einheitlichen Wert,
sondern schwankt zwischen 10 und 12°. Diese Diskrepanz liegt an der Messung des
Drehwinkels, da ein leichtes Durchrutschen der Probe sich im Messwert als Fehler
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a) b)
DP600
Rissbildung
c)
DP1000

Bild 8.7: Rissbildung bei Dualphasenstdhlen: a) Probenoberseite aus DP600,
b) Probenriickseite aus DP600, c)VergroBerte Ansicht des Risses bei
DP1000 mit Berasterung

auswirken kann. Zudem ist trotz der nahen Positionierung des Winkelgebers die
Steifigkeit der Einspannwerkzeuge nicht vollkommen zu vernachléassigen. Um die-
se Fehlerquellen zu vermeiden, wird statt des Drehgeber-Signals der Drehwinkel
aus der optischen Dehnungsmessung extrahiert. Um eine mdoglichst eindeutige Zu-
weisung der Verdrehung zu ermoglichen, wird der relative Verdrehwinkel zwischen
der inneren und aufleren Kante der Rundkerbe verwendet. Dies ist sowohl fiir die
optische Dehnungsmessung als auch fiir eine spatere Simulation handhabbar. Der
gemessene Winkel beschreibt daher nicht die globale Verdrehung der Probe, son-
dern nur die Verdrehung innerhalb der Nut, was fiir die Auswertung ausreichend ist,
da sich die Deformation hierin konzentriert. Bild zeigt fir die drei Proben aus
DP1000 den beschriebenen Verlauf. Es kann eine sehr gute Ubereinstimmung aller
drei Proben gefunden werden, sowohl beziiglich des plastischen Bereichs als auch
des Zeitpunkts des Drehmomentabfalls. Das Ergebnis kann direkt zur Ermittlung
von Schadigungsparametern iiber eine inverse Optimierung mittels numerischer
Berechnung erfolgen.
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Bild 8.8: Drehmoment-Drehwinkel-Kurven von Proben aus DP1000 bei Winkel-
messung a) tiber den globalen Drehgeber und b) durch optische Messung
der relativen Nutkantenverdrehung

8.6 Anwendung zur FlieBkurvenermittlung

Es wurde gezeigt, dass die Torsionsprobe mit Rundkerbe einen wohldefinierten idea-
len Scherspannungszustand im Bereich der Nut aufweist, welche sich sehr gut mit
der Gleichung unter Beriicksichtigung der lokalen Blechstérke berechnen
lasst. Daher soll an dieser Stelle die Moglichkeit zur FlieSkurvenermittlung mit-
tels dieser neuartigen Probenform diskutiert werden. Als Demonstrationswerkstoff
kommt erneut der Werkstoff DP1000 zum Einsatz. Anhand der optischen Messer-
gebnisse im Nutbereich soll eine FlieSkurve erstellt werden. Fiir solche hochstfesten
Stahlwerkstoffe ist die FlieBkurvenermittlung besonders interessant, da in Zugver-
suchen héaufig eine Bruchdehnung von lediglich 10% oder weniger erreicht wird.

Zunachst soll die Messbarkeit der Dehnung wéhrend der Torsion analysiert wer-
den. Dazu sind in Bild zwei aufgenommene Zustédnde bei fortgeschrittener
Torsion abgebildet. Bei einem relativen Drehwinkel von 4,4° zwischen den Nutran-
dern lésst sich ein kreisformiges Band mit hoher Deformation beobachten. Es ist
eine gute Messbarkeit der Dehnung gegeben. Bei einer Verdrehung von 6,6° lasst
sich das lokalisierte Dehnungsband weiterhin messen, jedoch mit deutlichen Lii-
cken aufgrund der starken Verzerrung des aufgebrachten stochastischen Rasters.
In Bild [8.10] ist entlang eines radialen Schnitts durch die Kerbe der gemessene
Vergleichsumformgrad fiir beide Verdrehwinkel dargestellt. Zudem ist die optisch
gemessene Kerbtiefe auf einer zweiten y-Achse (rechts) aufgetragen. Das Maximum
der Dehnung befindet sich nicht, wie zunéchst erwartet, an der diinnsten Stelle der
Probe, sondern leicht nach innen versetzt bei einem Radius von r» =~ 17,6 - 17,7 mm.
Die Kerbgeometrie wurde ebenfalls aus der optischen Dehnungsmessung bestimmt.
Diese zeigt die hochste Kerbtiefe entsprechend der Fertigungsvorgabe bei r = 18,0
mm. Das Kerbprofil zeigt eine leichte Asymmetrie, welche durch Fertigungsunge-
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Bild 8.9: Entwicklung der Forménderungsverteilung in der Nut wahrend der Tor-
sion bei dem Stahlwerkstoff DP1000
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Bild 8.10: Verteilung der optisch gemessenen Vergleichsdehnung bei dem Stahl
DP1000 tber einen radialen Schnitt durch die Ringkerbe bei Drehwin-
keln von 4,3° und 6,6°. Aulermittiges Maximum der Dehnung bei r ~
17,7 mm.

nauigkeiten oder geringfiigige Messfehler bedingt sein kann. Um zu priifen, ob der
leichte Versatz der hochsten Dehnung nach innen plausibel ist, wird in Bild
die theoretische Schubspannungsverteilung iiber den radialen Schnitt dargestellt.
Entsprechend der abgebildeten Schubspannungsverteilung liegt der Ort des Maxi-
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Bild 8.11: Theoretische Kerbgeometrie und daraus abgeleitete Schubspannungs-
verteilung in der Ringkerbe. Die Schubspannungsverteilung zeigt das
Maximum bei r = 17,68 mm.

mums vom Kerbgrund aus ebenfalls um ca. 0,3 mm nach innen versetzt. Somit
muss die Fliekurve anhand der Spannung und Dehnung an dieser Stelle erfolgen.

Im Diagramm von Bild sind die auf diese Weise ermittelten FlieBkurven
gegeniiber dem Ergebnis eines Zugversuchs dieses Werkstoffes dargestellt. Erneut
ist die Reproduzierbarkeit innerhalb der drei durchgefiithrten Versuche gegeben.
Bemerkenswert ist hierbei die erreichbare Formanderung von ¢ > 0,8. Verglichen
mit dem Zugversuch liegen die mittels dieser Torsionsproben ermittelten Kurven
auf einem niedrigeren Verfestigungsniveau, obwohl die anfidngliche Fliefspannung
iibereinstimmt.

8.7 Fazit

In diesem Kapitel wurde ein Probenkonzept fiir den ebenen Torsionsversuch ent-
wickelt. Diese neue Probengeometrie eignet sich zur Herbeifiihrung von Versagen
bei idealen Scherbedingungen. Anhand erster Untersuchungen konnte das hohe
Potenzial dieser neuartigen Probenform aufgezeigt werden.

e Rundnut: Mit einer lokalen Reduzierung in Form einer Rundnut mit rundem
Querschnitt ist es moglich, die Position der grofiten Spannung und Dehnung
ohne Randeffekte in einem auswertbaren Bereich der Torsionsprobe zu plat-
zieren. Die Gestaltung der Nut wurde im Detail vorgestellt.
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Bild 8.12: Mit der neu vorgeschlagenen Probengeometrie ermittelte FlieSkurven
fir DP1000 im Vergleich mit dem Ergebnis des Zugversuchs

e Triaxialitdt und Lode-Parameter: Mittels numerischer Simulation konnte
bestatigt werden, dass in der Rundnut insbesondere am Nutboden der idea-
le Scherzustand herrscht. Werte fiir die Triaxialitat und den Lode-Parameter
bleiben wéhrend der Belastung konstant 0. Damit ist diese Nut-Torsionsprobe
sowohl den Ansétzen der sogenannten ,,Butterfly“-Probe nach Bao und Wierz-
bicki (2004) und Mohr und Henn! (2007) als auch dem urspriinglichen Ansatz
fir den ebenen Torsionsversuch von Marciniak und Kotodziejski| (1972)) iiber-
legen hinsichtlich der Charakterisierung des Scherversagens.

e Erzeugung des Versagens: Scherversagen konnte experimentell fiir die Alu-
miniumlegierungen AA5182 und AA6016 sowie fiir die Stahlwerkstoffe DP600
und DP1000 erreicht werden. Duktile Tiefziehstdhle wie DC04 und DCO06 zeig-
ten eine extreme Deformation; es traten Falten auf anstatt einer Rissbildung.
Fiir weitere Untersuchungen ist zu priifen, ob die Prozessgrenze der Falten-
bildung fiir diese modifizierte Nutprobe ebenfalls durch eine Reduzierung des
inneren Einspannradius r; und des Frasbahndurchmessers d, verschoben wer-
den kann.

e Spannungsberechnung und FlieBkurvenermittlung: Fir die verwende-
ten Geometrien konnte gezeigt werden, dass nahe dem Kerbgrund die Span-
nungsberechnung anhand analytischer Gleichungen moglich ist, da der Kerb-
effekt vernachlédssigbar ist. Eine mogliche weitere Anwendung dieser Proben-
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geometrie ist die FlieSkurvenermittlung fiir Werkstoffe, welche aufgrund zu
hoher Festigkeit oder zu geringen Verfestigungspotenzials nicht effektiv mit
der konventionellen ebenen Torsionsprobe gepriift werden konnen. Anhand
des Werkstoffes DP1000 wurde beispielhaft eine FlieBkurve aus der optischen
Dehnungsmessung im Nutboden ermittelt. Dabei konnten sehr hohe Dehnun-
gen von ¢ = 0,9 erreicht werden. Die hierzu angewendete Auswertungsme-
thodik ist in Zukunft zu priifen und gegebenenfalls anzupassen.

Probenfertigung: Weiterhin ist zu untersuchen, welches Verfahren zur Pro-
benvorbereitung sinnvoll und mit zuldssigen Mafitoleranzen eingesetzt wer-
den kann. Die in dieser Arbeit gepriiften Proben sind mittels Friasen mit der
Nut versehen worden. Alternative Fertigungsverfahren sowie Optimierung des
Frasvorgangs sind in Zukunft zu priifen, da fiir diinne Bleche bereits geringfii-
gige Formabweichungen zu starken Fehlern wéahrend des Priifvorgangs fithren

konnen.



9 Zusammenfassung und Ausblick

9.1 Zusammenfassung

Die Zielsetzung der vorliegenden Arbeit umfasst die Entwicklung von neuen Aus-
wertungsmethoden und Anwendungsmoglichkeiten fiir den ebenen Torsionsversuch
zur Charakterisierung von Blechwerkstoffen hinsichtlich FlieSkurve, kinematischer
Verfestigung und Schadigungsverhalten. Mithilfe der optischen Dehnungsmesstech-
nik wurden zwei grundlegende Auswertungsmethoden, die nachgeschaltete Deh-
nungsmessung und die kontinuierliche Dehnungsmessung, fiir diesen Versuch ein-
gefiihrt.

Die nachgeschaltete Dehnungsmessung ermoglicht die Ermittlung einer vollstén-
digen FlieBkurve durch die alleinige Messung des finalen Deformationszustandes.
Unter Ausnutzung der Spannungs- und Dehnungsverteilung ist eine FlieBkurve mit
einer hohen Anzahl von Messpunkten abbildbar. Hohe Spannungs- und Dehnungs-
werte sind in der Néhe der inneren Einspannung zu finden. Mit zunehmendem
Abstand vom Mittelpunkt sinkt die Belastung des Werkstoffes. Diese Methode
erfordert keine kontinuierliche Dehnungsmessung wahrend der Belastung, womit
der Messaufwand gering gehalten werden kann. Insbesondere fiir duktile Werkstof-
fe konnen hohe Umformgrade bis ¢ = 1,0 gemessen werden, sodass eine weitere
Extrapolation nicht mehr notwendig ist.

Hierzu wurden der Einfluss der Klemmkraft und die Variation der Oberflachen-
strukturierung an der inneren Einspannung untersucht. Es konnte gezeigt werden,
dass die Spannungsiiberlagerung durch die Einspannkraft einen vernachlassigbaren
Einfluss auf die Messergebnisse von gangigen Blechwerkstoffen hat. Die Werkzeug-
strukturierung hat teilweise Einfluss auf die erreichbare Forméanderung bei der
FlieSkurvenermittlung. In Abhéngigkeit der Festigkeit des zu priifenden Werkstof-
fes sollte die Feinheit der Riffelung gewéahlt werden. Je fester der Probenwerkstoft
ist, desto grober kann die Strukturierung gewédhlt werden. Eine zuséatzliche Last-
iibertragung durch Formschluss-Elemente in der inneren Einspannung ist nicht ziel-
fithrend, da aufgrund der geringen Blechstarke nicht ausreichend Last iibertragbar
ist. Fiir hochfeste Stahlwerkstoffe und Aluminiumlegierungen kénnen in der Regel
solch hohe Forménderungen wie bei duktilen Tiefziehstahlen nicht erreicht werden.
Dies ist in vielen Fallen auf den Verlauf der Verfestigung zurtickzufiihren.
Grundlegende Zusammenhange und Einfliissse auf das Ergebnis des ebenen Tor-
sionsversuchs wurden mittels kontinuumsmechanischer Betrachtung und numeri-

scher Simulation analysiert. Geschlossene Zusammenhénge fiir das Verschiebungs-
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und Dehnungsfeld wurden in Abhangigkeit des anliegenden Drehmoments fiir elas-
tisches und starrplastisches Werkstoffverhalten mit Verfestigungsansatzen nach
Swift und Voce hergeleitet. Es wurde hiermit gezeigt, dass in der Torsionsprobe kei-
ne hohere Belastung realisiert werden kann, wenn das Verfestigungsverhalten nach
einer bestimmten Dehnung sich asymptotisch dem idealplastischen Verlauf anna-
hert. Die Folge ist eine Lokalisation der Deformation nahe der inneren Einspannung
mit einem Abfall des Drehmoments im weiteren Torsionsverlauf. Dies wurde zu-
sétzlich durch numerische Simulation bestatigt. Ebenfalls wurde eine analytische
Losung fiir den ebenen Torsionsversuch bei Lastumkehr und isotroper Verfestigung
vorgestellt.

Mithilfe der kontinuierlichen Dehnungsmessung kann auf effiziente Weise eine Viel-
zahl von zyklischen Spannungs-Dehnungs-Verlaufen aus einer einzigen Messung
extrahiert werden. Dies wird ebenfalls durch den Spannungs- und Dehnungsgra-
dienten ermoglicht. Somit sind zyklische Scherkurven mit unterschiedlichen Deh-
nungsamplituden simultan in einem Versuch ermittelbar. Die auf diese Weise er-
haltenen Spannungs-Dehnungs-Verldufe konnen zur Identifikation kinematischer
Verfestigung verwendet werden. Bei einem Vergleich mit zyklischen FlieSkurven
aus Zug-Druck-Versuchen ist festzustellen, dass der Bauschinger-Effekt bei Wech-
selscherung schwécher auftritt.

Mit dem ebenen Torsionsversuch wird fiir DCO6 ein niedrigerer FlieSkurvenverlauf
als im Zugversuch ermittelt. Auch die Ergebnisse anderer Scher- und Torsionsver-
suche stimmen nicht mit dem Zugversuch iiberein. Dieser Effekt ist in der Literatur
bekannt, die Ursache fiir diese Abweichung ist jedoch unklar. Verschiedene Hypo-
thesen wurden in dieser Arbeit diskutiert, unter anderem der Einfluss der kinema-
tischen Verfestigung durch Verdrehung der Werkstoffrichtungen bei der einfachen
Scherung und die Sensitivitat der FlieSkurve auf die Umformgeschwindigkeit. Eine
vollstandig befriedigende Erklarung konnte nicht gefunden werden.

Um ScherflieBkurven in einer isolierten Richtung zu identifizieren, wurde eine mo-
difizierte Probengeometrie mit Rundschlitzen eingefithrt. Hiermit kann eine Mittel-
wertbildung tiber den gesamten Umfang wie bei der vollen Torsionsprobe vermie-
den werden. Diese als Doppelstegprobe bezeichnete Geometrie verfiigt iiber zwei
Scherzonen. Es ist ein Scherversuch entstanden, dessen Ergebnisse mit bekannten
Scherversuchen wie dem Miyauchi-Versuch oder der Norm nach ASTM B831 ver-
gleichbar sind. Die Vorteile dieses neuen Versuchs liegen in der Versuchskinematik,
welche keine unerwiinschten Reaktionsmomente hervorruft, da die Belastung be-
reits durch ein Drehmoment erfolgt. Dadurch ist eine ungewollte Verdrehung der
Scherzone wie bei anderen Versuchen nicht vorhanden. Zudem sind beide Scherzo-
nen gleichsinnig belastet, sodass richtungsabhingige Werkstoffeigenschaften nicht
als Mittelwert von zwei gegensinnig gescherten Umformzonen berechnet werden,
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wie bei dem Miyauchi-Versuch. Fiir die Doppelstegprobe wurden die Anwendungen
zur Fliekurvenermittlung und der Identifikation kinematischer Verfestigungspara-
meter demonstriert.

Die Anwendung des ebenen Torsionsversuchs zur Charakterisierung des Scherver-
sagens kann durch die Gestaltung einer neuen Probengeometrie realisiert werden.
Durch die Aufbringung einer Rundnut mit runder Profilgeometrie kann ein rei-
ner Scherspannungszustand bis zum Versagen durch Rissbildung erreicht werden.
Erste Ergebnisse dieser Torsionsprobe mit Rundnut wurden vorgestellt und zei-
gen gute Reproduzierbarkeit des Versagenszeitpunktes. Dies kann fiir die aktuelle
Forschung im Bereich der Schiadigungsmodellierung von groflem Interesse sein, da
bisher eine Charakterisierung von Blechversagen unter perfekten Scherbedingungen
nicht moglich war. Zudem konnte hohes Potenzial fiir die FlieBkurvenermittlung
insbesondere fiir hochfeste Blechwerkstoffe gefunden werden.

Mit den in dieser Arbeit erzielten und dokumentierten Ergebnissen verfiigt der
ebene Torsionsversuch tiiber die notwendige wissenschaftliche und experimentelle
Durchdringung, die eine weitere und gewinnbringende Anwendung in Forschung
und Industrie ermdglicht. Das hohe Potenzial dieses Priifverfahrens kann fiir diverse
Anwendungen im Bereich der Blechcharakterisierung fiir die Umformsimulation
eingesetzt werden.

9.2 Ausblick

Neben der Erarbeitung von Grundlagenverstdndnis und Anwendungen fiir den ebe-
nen Torsionsversuch ist die praktische Umsetzung der Priifanlage eine Herausforde-
rung, die zur industriellen Nutzung dieses Versuchs notwendig ist. Eine kommer-
ziell verfligbare Losung kann dabei die Attraktivitdt dieses Prifverfahrens stark
erh6hen. Dabei ist insbesondere die Steuerung und Regelung des Versuchsablaufs
in Kombination mit der optimalerweise integrierten Messtechnik eine Herausfor-
derung, vor allem, wenn dehnungsgeregelte Versuchsablaufe erforderlich sind. Die
Realisierung von hohen Priiftemperaturen fiir die Kennwertermittlung von Warm-
blechumformvorgangen oder eine Moglichkeit zur Torsionspriifung bei hohen Um-
formgeschwindigkeiten sind ebenfalls interessante Aspekte, die weiterer Entwick-
lungsarbeit bediirfen.

Der Vergleich mit zyklischen Zug-Druck-Kurven zeigt ein anderes kinematisches
Verfestigungsverhalten der Werkstoffe unter Scherbelastung als unter einachsiger
Zug-Druck-Beanspruchung. Dieses Verhalten wird jedoch nicht von den géngigen
Werkstoffmodellen wiedergegeben. Es ist daher zu priifen, ob dieser Unterschied

des Bauschinger-Effekts einen nennenswerten Einfluss auf die Modellierung von
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Blechumformprozessen und die Riickfederungsvorhersage besitzen. Eine vom Span-
nungszustand abhangige Parameterwahl kann daher moglicherweise zu besseren
Ergebnissen fiihren. Zudem ist das Verhaltnis von Aufwand zu Nutzen bei einer

solchen Modellierung festzustellen.

Die Suche nach der Ursache des FlieSkurvenunterschieds zwischen Torsions- bzw.
Scherversuchen und Zugversuchen fiir bestimmte Werkstoffe wie DCO6 ist ein The-
ma, das weiterer Untersuchungen bedarf. Die Einfliisse von kinematischer Ver-
festigung, Anisotropie und Forménderungsgeschwindigkeit sind fiir verschiedene
Werkstoffarten unter Zug und Scherung zu priifen. Hilfreich kénnen auch mikro-

strukturelle Analysen der Versetzungsdichte und der Schédigung sein.

Die in dieser Arbeit vorgestellte Torsionsprobe mit Rundnut kann neben der Sché-
digungsanalyse auch fir die FlieBkurvenermittlung hochfester Werkstoffe herange-
zogen werden. Aufgrund der Lokalisation der héchsten Deformation im Nutboden
und des Fehlens von Randeffekten ist dieser Versuch in der Lage, selbst bei rela-
tiv harten und sproden Blechwerkstoffen eine hohe Forménderung zu detektieren.
Die Anwendung dieser Probengeometrie bietet somit zusédtzliche Moglichkeiten der
Blechcharakterisierung. Neben den praktischen Aspekten wie Geometrieauslegung
und Fertigungstoleranzen lassen sich die Hypothesen der gangigen Schadigungsmo-
delle hinsichtlich der Annahme fiir das reine Scherversagen iiberprifen.
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